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Resumé

Un mur de soutenement en pierre seche (MSPS) est un ouvrage vernaculaire construit par
empilement de blocs rocheux sans liant. Ce type de mur a fortement sculpté les campagnes fran-
caises mais a aussi été utilisé par le passé dans des ouvrages de soutenement que ce soit routier
ou ferroviaire. Pourtant, I’utilisation de cette technologie a disparu au cours du 20e siecle au
profit de solutions industrialisées comme le béton armé. Face a ce patrimoine vieillissant, il est
tres difficile de proposer des protocoles de réparation alors que la réglementation associée a
ces ouvrages est inexistante. Pour les mémes raisons, alors que cette technologie répond parfai-
tement aux questions soulevées par le développement durable, elle est rarement envisagée ou
retenue par les prescripteurs.

La rupture des MSPSs neufs peut apparaitre a cause de : (1) une poussée excessive du rem-
blai soutenu par le mur, (2) un effort concentré excessif présent sur la surface du remblai et
proche de la téte du mur. Ces deux causes induisent deux types de rupture tres différents, res-
pectivement : (1) rupture en déformation plane, (2) rupture par apparition d’un ventre. Trois
expériences récentes a 1’échelle 1 des MSPSs chargés par : (1) une poussée hydrostatique, (2)
un remblai, (3) un remblai avec une force concentrée sur la surface de ce dernier, ont permis
d’identifier certains phénomenes mis en jeu dans ces ruptures.

Ce travail de these contribuera alors au développement de nouveaux outils scientifiques mais
aussi a valider des outils existants pour dimensionner les MSPSs. Les expériences réalisées a
I’échelle 1 serviront alors de cadre a ce travail pour valider les outils développés.

Nous avons choisi d’utiliser une approche aux éléments discrets (MED) ou chaque bloc de
pierre du mur est modélisé individuellement, respectant ainsi la nature-méme de I’ouvrage réel.
Dans un premier temps, une rupture de type déformation plane est modélisée par une approche
discrete pure et une approche discrete-continue. Les atouts et inconvénients de chacune des
méthodes sont mis en avant. Une validation quantitative des modeles numériques est faite en
comparant la hauteur critique de chargement avec les expériences a 1’échelle 1. Ensuite, on étu-
die la sensibilité de plusieurs parametres géométriques et mécaniques sur la hauteur critique de
chargement, tout comme I’influence de la cohésion du remblai. Enfin, une premiére modélisa-
tion 3D de type qualitative sur la rupture des MSPS par un chargement concentré en surface du
remblai est présentée. Les problemes de modélisation sont soulevés et I’'influence de la forme
des blocs dans le processus de rupture est étudiée.

Mots clé : mur de souténement, pierre seche, MED, discret-continu, déformation plane
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Abstract

A dry-stone retaining wall (DSRW) is a vernacular structure constructed by stacking the
stone blocks without using any binder. In the past, this wall has been extensively used, shaping
the French countryside area, built either for road or railroad retaining wall. However, the use of
this technology has disappeared during 20th century, due to the emergence of more industriali-
zed materials such as reinforced concrete. Confronted by these ageing heritage structures, it is
very difficult to propose a proper reparation procedure since the building codes associated with
this structure are nonexistent. For the same reason, though this technology perfectly answers the
questions raised by the concept of sustainable development, in practice this structure is rarely
considered or used by the engineering advisors.

The failure of the newly built DSRWs can be attributed to the following reasons : (1) an ex-
cessive pressure of backfill retained by the wall, (2) a presence of an excessive concentrated load
on the backfill surface, close to the top part of the wall. These two types of loading lead to two
very different types of failure, respectively : (1) plane strain failure, (2) bulging failure. Three
recent experimental campaigns of DSRWs loaded with : (1) hydrostatic pressure, (2) backfill,
(3) backfill with a concentrated on its surface, provided a better understanding of phenomena
involved in these failures.

The work presented in this PhD thesis contributes to the development of new scientific tools
capable to help design the DSRWs, as well as validating existing tools. The recent full-scale
experimental campaign will serve as a basis to the validation of the developed numerical tools.

We have chosen to use a discrete element method (DEM) where each stone block of the wall
is modeled individually, complying with the nature of real DSRW. In the first place, the plane
strain failure is modeled by a purely discrete approach and a discrete-continuum approach.
The advantage and inconvenient of each method will be presented in advance. A quantitative
validation of numerical models is provided by comparing the critical height of loading with
results derived from the full-scale experimental campaign. Thereafter, a 3D qualitative model
of DSRWs loaded with a concentrated load on the backfill surface is presented. The modeling
problem is noted and the influence of the block form in regards of the related failure mechanism
is studied.

Keywords : retaining wall, dry-stone, DEM, discrete-continuum, plane strain
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Introduction générale

Un mur de soutenement en pierre secche (MSPS) est une structure batie sans liant, construit
par arrangement de blocs rocheux. Cette technologie constructive a été progressivement oubliée
et abandonnée au 20° siecle. La résurgence de I'intérét pour les MSPS tient en deux raisons
principales : (1) une nouvelle conscience en termes d’écoconstruction ; (2) conservation du bati
existant, alors que ce dernier se retrouve endommagé apres plus d’un siecle d’existence. Avant
les années 2000, peu de travaux scientifiques avaient été réalisés sur ce sujet. Lors de la derniere
décennie, ont émergé de nouvelles expériences a 1’échelle 1 sur ces ouvrages.

Les premieres expériences ont permis des premieres recommandations qui ne traitent pas
tous les types de chargement. De par de sa nature discrete, I’étude du comportement a la rupture
de MSPS semble naturellement pouvoir étre traitée par la méthode aux éléments discrets.

Il existe deux types de chargement de MSPS : (1) chargement d’un remblai ; (2) chargement
concentré en téte du mur a la surface du remblai, il correspondait a un chargement d’une voiture
sollicitant un remblai.

Ce mémoire s’articule en quatre parties :

— Dans le chapitre 1, on propose une introduction générale sur les MSPSs. Dans un pre-
mier temps, on présente la technique de construction de cette structure ancestrale, puis les
études existantes sur cette structure : expérimentale, analytique et numérique.

— Le chapitre 2 traite de 1’étude de la rupture en déformation plane des MSPS due a une
charge excessive d’un remblai par une approche de modélisation discrete pure 2D. L’iden-
tification des parametres locaux y est relatée et les validations sur des essais par poussée
hydrostatique et poussée d’un remblai issus de travaux expérimentaux a I’échelle 1 sont
effectués.

— Le chapitre 3 traite d’une approche mixte discrete-continue pour traiter ce probleme de
rupture en déformation plane permettant des gains de temps de calcul conséquents. Une
étude paramétrique est alors proposée. Plusieurs variables comme I’angle de frottement
entre blocs, le frottement interne dans le remblai et leur poids respectifs dans la rupture
du mur sont étudiés.

— Le chapitre 4 est dédié a une étude concernant la rupture des MSPS sous chargement
localisé en téte de remblai. Une approche discréte-continue est utilisée. On met en avant
les difficultés numériques d’un tel calcul et on montre I’influence de la forme des blocs
dans le processus de rupture du mur.
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Chapitre 1

MSPS : Etat de ’art

La maconnerie en pierre seche est une technique vernaculaire de dressage, assemblage, em-
pilement, et liaisonnement de blocs rocheux en absence de mortier (quelle que soit sa nature)
dont la stabilité est assurée par son poids propre et par le frottement entre les grains. Avec cette
définition, les murs en pierre de taille (souvent appelés murs a joint vif) et en pierre brute (non-
dressées) sont assimilables a des structures en pierre seche. En revanche, les murs jointoyés ne
satisfont pas ces criteres. Les structures renforcées du type gabions ne peuvent pas non plus €tre
assimilées a des ouvrages en pierre seche.

Cette méthode de construction ancestrale et ses applications se trouvent représentées dans
de nombreux espaces culturels de par le monde. Les premieres structures en pierre seéche datent
du Néolithique ; ce sont des ouvrages rudimentaires comme les cairns (pierres empilées) a des
structures plus massives comme les tumulus (souvent recouvrant une tombe). Une liste non-
exhaustive de monuments emblématiques en pierre seche inclut Stonehenge (3100 - 1600 av.
J.C), le Pont du Gard (1€ siecle), le temple de Borobudur (9° siécle), le mur du Grand Zimbabwe
(13¢ siecle), la cité Inca du Machu Picchu (15° siecle).

Des murs ou édifices ruraux en pierre seche ont toujours été construit dans des sites proches
de carricres de pierres. En France, ces carrieres se situent en régions montagneuses ou semi-
montagneuses mais aussi sur des grands plateaux calcaires (Causses). La majorité de ces gise-
ments se trouve dans le sud de la France incluant les massifs central, alpin et pyrénéen et leurs
contreforts, cependant des ouvrages significatifs peuvent se trouver dans le massif armoricain
ou vosgien.

Le développement des structures en génie civil et plus particulierement en pierre seche est lié
fortement aux besoins d’une population essentiellement rurale. Celui-ci comprend des fonctions
comme :

— Assurer la capture, la conduite et/ou le stockage des eaux : puits, captage, aqueducs, bar-

rages, canal, digue ;

— Aménager des espaces en terre : terrasse de soutenement, barrage, canaux ;

— Séparer des terrains : enclos, cloture ;

— Faciliter le mouvement des hommes : mur de souténement routier, pont a voiite, rampes,

escalier, chemins ;

— Abriter ou/et protéger des gens : cairns, tumulus, cabanes, murs de rempart/enceinte, fort.
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FIGURE 1.1: Ouvrages en pierre seche. (a) : barrage en enrochements ©EDF-CIH, (b) : mur de
terrasse agricole ©C. Cornu, (c) : mur de soutenement routier ©C. Cornu, (d) : pont en
maconnerie ©ABPS

Quelques exemples de structures en pierre séche sont montrés dans la Figure [I.1)). Dans
chacune de ces structures, la pierre seche tient le rdle suivant :

— Barrage enrochements et perrés : Des pierres de taille sont utilisées en tant que parement
des versants du barrage (appelé perré), il semble aussi contribuer a la stabilité de 1’ou-
vrage ;

Mur de terrasse agricole : on les trouve sur des versants pour soutenir le sol et éviter
1’érosion des sols ;

— Pont en maconnerie : associé a I’existence d’une vofite en pierre qui transmet aux piles ou
aux fondations les charges gravitaires ;

Mur de soutenement routier : Ce mur fait partie d’une structure routiere, ou il soutient le
chargement couplé du sol et de la force centralisée exercée par 1’essieu de voiture.

Dans cette these, nous limitons notre étude au mur de soutenement en pierre seche (MSPS)
qui font partie de la famille des murs poids.
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1.1 Historique

Au Néolithique (fin de I’age de la pierre) jusqu’a I’age de fer, la société change graduel-
lement de chasse-cueillette a une société d’agriculture, créant les premiers établissements hu-
mains. Le bois, la terre et la pierre sont alors utilisés pour construire diverses types de structure.
Des matériaux locaux sont toujours utilis€s, extraits dans une carriere locale comme pour la
cité du Macchu Pichu [21] ou plus directement d’une riviere voisine comme le temple de Bo-
robudur [155]. Une étude montre que pendant cet age, la longueur du transport de pierre est
inférieure a 1,5 km mais quelques cas de distances plus importantes jusqu’a environ 4 km [335]]
existent. Le site de Skara Brae en Ecosse (3180 a 2500 ans av. J.-C), le Tumulus de Bougon en
Poitou-Charentes (4700 ans avant J.-C.), le Cairn de Barnenez en Bretagne (4850 a 4450 ans
av. J.-C), des brochs en Ecosse sont des exemples de monuments en pierre seche construits au
Néolithique.

En Europe, I’Empire romain a permis un développement sans précédent de cette technique
pendant la premiere partie du premier millénaire dont certains vestiges existent encore : théatres,
aqueducs, notamment. Vers la fin de I’Empire romain (autour du 5° siecle av. J.-C), la société est
marquée par I’émergence des seigneurs locaux et donc d’une forte décentralisation des pouvoirs.
Sur la base d’études du cas de la région Languedoc-Roussillon, on peut diviser la transition ar-
chitecturale en pierre seche en quatre phases : (1) Période wisigothique (4°-6° siecle), habitats
en pierre seche a caractere défensif ; (2) Période Carolingienne (7°-10° siecle), construction des
églises champétres ; (3) Période romane (11¢-13€ siecle), habitats dispersés en pierre brute ; (4)
Période gothique (14°-15° siecle), construction en pierre seche dont une face est taillée [33]].

Ensuite, vers le 17° siecle, Vauban, ingénieur et militaire du Royaume de France, par ses tra-
vaux de fortifications, conduit a la normalisation et I’amélioration de la technique de construc-
tion en pierre séche.

Au 18°%-19¢ siecle, la technique en pierre seche profite de deux grands événements : la Révo-
lution frangaise (fin 18° siecle) et la révolution industrielle (19 siecle). La premiere arrétant les
droits féodaux, entraine le morcellement des terres et le développement agricole par le rachat
de ces terrains [72]]. Le deuxieéme événement accélere le progres scientifique en général. Pen-
dant cette période de nombreuses structures vernaculaires sont remontées ou construites comme
des murs de cloture, des cabanes, des terrasses agricoles, des ponts. A cause d’une population
élevée et de I’intensification commerciale sur le territoire frangais, un nouveau réseau de com-
munication commence a émerger. Dans le cas de la construction routiere, de nombreux murs de
soutenement en pierre seche vont étre construits. L'importance des murs en pierre seche se ma-
nifeste par I’écriture de plusieurs traités par des ingénieurs francais [22, 160, 144, 153} 135, [166]]
et anglais/américain [32, 114,161} 2].

Ala fin du 19° et au début du 20°, le savoir-faire tend a se perdre peu a peu a cause de 1’exode
rural provoqué par la mécanisation de 1’agriculture. Par ailleurs, I’émergence du béton armé et
de la construction métallique comme systeémes constructifs innovants contribuent aussi a la
diminution de I’intérét porté pour la maconnerie en pierre seéche. La premiere guerre mondiale
acheve de vider les campagnes et intensifie I’exode rural empéchant le transfert du savoir-faire.
L’ état de la situation est résumé par Passwell [128] :
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The stone walls require a distinct class of labor, familiar with the work. Stone ma-
sons are not always available and because of the diminishing amounts of stone
walls built, are becoming fewer in number. The universal adaptability of concrete,
its independence of local material conditions and the large amount of concrete la-
borers and foremen all tend to explain the waning popularity of stone masonry.

Le recensement de 1998 concernant les ouvrages de soutenement en bordure du réseau rou-
tier national montre que 18% des 11 716 murs recensés sont constitu€s en maconnerie de pierre
seche [127]. En sachant que la majorité de ces murs ont été construits au 19° siecle, on peut
s’accorder sur la pérennité d’un MSPS qui peut dépasser une durée de vie de 100 ans pour les
ouvrages d’art par exemple comme préconisée par la réglementation actuelle.

Vers la fin des années 1980s, la conscience sur 1’écoconstruction et la conservation d’un
patrimoine viellissant ressuscitent 1’intérét pour les structures en pierre seche. Cet intérét se
manifeste par des études et une cartographie des vestiges de maconnerie en pierre seche en
France [94, 165, 50].

Une étude a montré que I’ utilisation des matériaux prélevés sur place peut réduire la consom-
mation d’énergie grise jusqu’a 215%, avec un impact moindre sur 1’environnement que d’autres
technologies [115]. Du point de vue économique, des études récentes ont indiqué aussi que la
construction d’'un MSPS n’est pas nécessairement d’un prix supérieur a celui d’un ouvrage en
béton armé [93] 4]].

Pourtant, il n’existe pas de réglementation suffisante pour faire des travaux de réparation ou
de construction d’un nouveau mur de soutenement en pierre seche. Ce travail, inclus dans le
projet C2D2 PEDRA et RESTOR financés par les Ministeres de I’Ecologie (MEDDE) et celui
de la Culture (MCC), dédiés a la modélisation et compréhension du comportement des ouvrages
en pierre seche ou faiblement hourdés, contribuera a aider a la connaissance du comportement
des MSPS en proposant une modélisation fine de leur comportement. L’approche choisie sera
une approche essentiellement aux Eléments Discrets. Cette approche sophistiquée permettra
aussi d’appuyer la validité d’autres méthodes plus simples pouvant plus facilement déboucher
sur la construction d’abaques de dimensionnement.

1.2 Technique de construction

Géométrie d’un MSPS

On donne en Figure|l.2{1la géométrie générale d’un MSPS avec / la hauteur du mur, / la lar-
geur en téte, L la longueur du mur, £ le fruit aval et f, le fruit amont. Certaines caractéristiques
sont le résultat d’un usage facilitant la construction mais d’autres relevent d’un dimensionne-
ment mécanique comme nous le verrons plus loin.

Le MSPS est une structure massive composée de pierre mais celle-ci est partiellement rem-
plie par des vides. La porosité d’un tel ouvrage est supérieure a 10% et dans la plupart des cas,
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Remblai

FIGURE 1.2: Géométrie d’un MSPS

elle se situe aux environs de 20% [30]. La résistance de I’ouvrage étant assurée par le frottement
entre les blocs, le poids de I’ouvrage augmente la contrainte normale sur les plans de contact ho-
rizontaux et favorise ainsi sa stabilité. Une faible porosité est alors un gage de meilleure stabilité
du mur. Cette porosité diffuse est d’ailleurs un atout pour cette technologie car elle n’entrave
pas I’écoulement de 1’eau contrairement au mur en béton armé. Par conséquent, un MSPS est
moins soumis aux poussées hydrostatiques parasites qui sont souvent la cause de rupture des
murs en béton due au colmatage des barbacanes.

Le Tableau [I.1| donne une typologie des matériaux habituellement utilisés pour la construc-
tion des MSPS. Leur utilisation dépend de la ressource locale en matériau donnant alors une
typologie régionalisée.

Le choix du type de matériau est cependant aussi guidé par la fonction qu’il va assuré dans

le mur [56] :

— Les pierres de socle (ou pierres de fondation, assise) : Pierres de grande taille qui sont
destinées a supporter le poids total du mur;

— La boutisse (ou parpaingne) : Longue pierre de liaison qui relie le parement extérieur et
intérieur, elle contribue a la stabilité du mur.

— La panneresse (ou carreau) : Pierres disposées perpendiculairement a la boutisse, en fa-
cade du mur, permettant de relier plusieurs pierres du parement. Elle sert aussi a éviter
I’apparition d’un coup de sabre, le phénomene ou une certaine partie du mur devient iso-
lée en raison du décroisement des joints (voir Figure [I.3)).

— Les pierres de parement (ou moellons) : Pierres disposées sur la face visible du mur (pa-
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TABLE 1.1: Typologies des matériaux utilisés pour les MSPS [4]

Origine Roche \ Poids (t/m?) \ Forme \ Présence géographique

Dépot stratifié, forme
parallélépipédique
Sédimentaire Sur tout le territoire

Gres . o0 ifié
18232 Dépot stratlﬁfe, forme
arrondie

Calcaire 2,627

Granite 242238 Bretagne, Massif

Magmatique Pierres sans strates Central, Vosges,
Basalt 27232 Alpes et Pyrénées

Pierres allongées se
Schiste | 1,6a22,9 | débitant facilement en
5 . feuillets Anciennes zones
Métamorphique

montagneuses

Gneiss 27228 Formes diverses

FIGURE 1.3: Décroisement des joints coup de sabre

rement extérieur), qu’elles soient naturelles ou taillées.

— Les pierres de blocage (ou pierres de remplissage, blocaille, fourrure) : Cailloux ou pierres
calibrées qui servent a organiser la partie intérieure d’un MSPS.

— Les pierres de couronnement (ou couvertines) : Pierres de finition qui couronnent le mur.

Le mur a double parement est la forme la plus standard. La Figure montre la section
d’un MSPS a double face. Ce mur est construit a 1’aide de gros blocs sur les deux faces de mur.
Si le volume en gros blocs disponible n’est pas suffisant ou si le sol est tres caillouteux, un mur
simple face est alors utilisé. Pour tout type de mur, des blocs longs (boutissse) sont toujours po-
sés a intervalles réguliers pour relier les deux faces du mur. Méme s’il n’y a pas assez de pierres
de traverse, il faut quand méme entretenir le croisement des blocs comme il est important pour
garder I’intégrité du mur.
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boutisse
pierres de remplisage

(©)

FIGURE 1.4: Vue générale d’un MSPS : (a) section (b) plan (c) élévation

La Figure [I.4b et Figure montrent la coupe horizontale et la vue en élévation d’un
MSPS. On peut remarquer les gros blocs posés en parement avec des pierres de remplissage a
I’intérieur. Si le volume en gros blocs est faible, on privilégiera leur utilisation en partie infé-
rieure, en choisissant des tailles de blocs de plus en plus petites a mesure du montage du mur.
Aussi, une bonne gestion du triage des pierres selon leur taille avant les travaux est-il important.

Bonnes pratiques

D’apparence facile, la réalisation d’un MSPS est cependant complexe et nécessite une forte
expérience pour le choix et I’agencement des blocs. Certaines recommandations ont ainsi été
édictées par le passé.

Parmi les recommandations, on peut citer celles de Parnell & Telford [130] qui ont souligné
le role stabilisateur du fruit aval, Burgoyne [32] qui établit que le fruit aval offre plus de résis-
tance au mur que le fruit amont, Aitken [2]] qui explique que I’utilisation de contreforts batis a
intervalles réguliers en augmentant le poids du mur améliore sa stabilité. Pour éviter un gonfle-
ment trouvé immédiatement apres la construction du mur, Burgoyne [32] a conseillé d’utiliser
un étaiement temporaire pour soutenir le mur pendant quelques mois apres la construction. Ce
gonflement est essentiellement dii au tassement du sol de fondation.

Pendant ces dix dernieres années, plusieurs livres écrits par des batisseurs de maconnerie en
pierre seche avec parfois I’appui de chercheurs ont été publiés [30, 56, 34, 95]. Ces livres ont
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FIGURE 1.5: Effet du poingonnement instantané dans le mur : (a) sans fruit (b) avec fruit

recueilli le savoir-faire de la construction d’un MSPS. On présente ici quelques traits principaux
de dimensionnement.

La géométrie d’un mur doit considérer les points suivants :

— Inclinaison o des plans d’assise. Les assises sont mieux assurées sur une surface inclinée
ayant un o non nul. L augmentation de I’angle o augmente les efforts normaux entre blocs
sur ces plans d’assise et augmente la capacité du mur a développer des efforts tangentiels.

— Fruit aval f1. Dans la majorité des cas, au moment ou le mur est chargé avec le remblai, le
pied de la face aval devient un pivot du MSPS. Ceci peut provoquer le poinconnement du

sol entrainant le renversement du mur. Pour cela, il est impératif de construire un MSPS
avec un léger fruit aval (voir Figure [L.5).

Le calcul de I’épaisseur du mur requiere un calcul mécanique et deux theses collaboratives
[167, 143]] entre ’ENTPE et I’'UMR Navier épaulées par des professionnels de la pierre seche
a permis de proposer des abaques de dimensionnement se basant sur une approche d’analyse

limite [S6]]. II s’agit d’abaques de dimensionnement pour un mur soumis a un remblai. Le rem-
blai est ici composé d’un matériau purement frottant.

Ce dimensionnement s’accompagne de regles de bonnes pratiques de construction :
— Utilisation d’un drain. Il est recommandé de poser le soubassement du mur sur une surface

de drain (avec des pierres) ayant une épaisseur entre 25-50 mm (voir Figure [[.6) pour
éviter la stagnation de I’eau dans le sol de fondation ;

— Croisement des blocs. Il permet une meilleure répartition du poids dans le corps du mur
Figure[1.7];

— Installation du blocage. Il assure que chaque pierre est calée vis-a-vis de toutes ses voi-
sines. Ceci est effectué en cours de montage et non a posteriori pour une meilleure effica-
cité du blocage ;

— Couronnement du mur. Aucun liant n’étant utilisé dans la construction d’'un MSPS, les

blocs de couronnement peuvent €tre enlevés tres facilement. Des pierres de couronnement
sont mises en haut du mur pour empécher sa dégradation.

10
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FIGURE 1.6: Construction du drain dans un MSPS
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FIGURE 1.7: Configuration d’une surface permettant le croisement : (a) Parallélépipédique (b)
Irréguliere (c) Galets
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1.3 Modes de rupture

La dégradation du comportement mécanique d’'un MSPS s’accompagne souvent par 1’ap-
parition d’un gonflement ou ventre alors que celui-ci reste encore stable. Un MSPS est une
structure deformable capable de s’adapter en partie a la sollicitation sans perte de stabilité.
Cette dégradation de comportement peut étre le résultat de :

— Un chargement excessif du remblai, un chargement cyclique ou un choc mais aussi une

poussée hydrostatique locale due a un phénomene de colmatage des pores du mur ;

— Une instabilité de la fondation par effet de poinconnement, un tassement différentiel ou

un ravinement ou une érosion du terrain ;

— Une désagrégation ou usure des aspérités entre les blocs ou une fissuration des blocs dans

la masse sous I’effet d’un fluage, du gel-dégel ou de la végétation.

Pour une description exhaustive des pathologies observées dans les MSPS, on pourra se référer
au guide d’évaluation des ouvrages de soutenement, écrit par le SETRA (Service d’études sur
les transports, les routes et leurs aménagements) [[152]].

Dans le travail présenté ici, nous nous intéressons a la rupture des MSPS due a un chargement

excessif. Selon la nature du chargement, nous pouvons observer deux types de ruptures :

— Rupture 2D : 1l s’agit en fait d’une rupture en déformation plane due a une poussée exces-
sive du remblai. Deux modes sont observés selon le matériau constitutif du mur, un mode
par glissement ou par renverserment ;

— Rupture 3D : Il s’agit du cas des murs de soutenement routier. Le chargement est ici une
charge concentrée due a un essieu de voiture en téte de mur qui va diffuser dans le remblai
et par la suite augmenter le chargement latéral subi dans une certaine zone localisée du
mur. Cette rupture se manifeste par la formation d’un ventre d’étendue croissante.

La Figure montre une rupture 2D par glissement. La résistance au glissement du mur
est déterminée par le coefficient de frottement entre blocs dans les plans horizontaux ou sub-
horizontaux. Cette rupture se manifeste quand la composante de la force mobilisatrice sur ces
plans est supérieure a la résistance de cisaillement des contacts bloc-bloc. Le renversement ap-
parait lorsque le coefficient de frottement entre blocs est suffisamment élevé (Figure [I.8b). Un
MSPS est plus sensible au renversement si I’épaisseur du mur est mince.

Dans le cas d’une rupture 3D (Figure [1.9)), la résistance du mur n’est pas uniquement dé-
terminée par la résistance de cisaillement entre blocs, mais aussi par des efforts normaux aux
contacts entre blocs selon des plans verticaux. La combinaison entre ces deux éléments crée le
gonflement du mur.

12
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(b)

FIGURE 1.8: Rupture 2D d’un mur de souténement par : (a) glissement (b) renversement [45]]

chargement
localisé

Remblai

FIGURE 1.9: Rupture 3D d’un mur de souteénement par chargement localisé
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1.4 Différentes approches

1.4.1 Approche expérimentale
Approche expérimentale a I’échelle réduite

Une étude qualitative sur une échelle réduite beaucoup moins onéreuse qu’a I’échelle 1 per-
met de mettre en évidence certains phénomenes premiers. Cette analyse ne permet toutefois
pas de prendre en compte tous les phénomenes dus a I’effet d’échelle qui résulte de la dépen-
dance de la caractéristique intrinseque d’un matériau a la taille/dimension du modele. Bazant
& Planas [19] constatent ainsi que statistiquement la résistance intrinseque d’un échantillon se
réduit quand sa taille augmente. Cet effet s’observe pour la résistance des grains individuels de
différentes tailles 108,197,123, [112], 1a résistance des matériaux pulvérulents en général [107]
et aussi pour la résistance de cisaillement d’une surface de blocs [14].

Plusieurs études de MSPS a I’échelle réduite existent dans la littérature : Colas et al. ont uti-
lisé des blocs en bois et pierre, chargés par des cylindres en duralumin [45] ; Mundell et al. ont
testé trois types de blocs (bois parallélépipédique, béton parallélépipédique, béton chanfreiné),
chargé avec de la grenaille de plomb [119] ; Kim et al. ont construit un mur avec des blocs en
plastique, chargé par des cylindres en aluminium [88]] ; Alejano et al. ont créé des murs en granit
pour les mener sur plan incliné jusqu’a la rupture [3].

Approche expérimentale a I’échelle 1 : Rupture 2D

Avant les travaux effectués ces dix dernieres années, le travail de Sir John Burgoyne en 1834
est la seule campagne expérimentale sur les MSPS disponibles dans la littérature, cependant
ce travail n’est pas tres documenté notamment concernant les propriétés mécaniques des maté-
riaux. Il a construit quatre murs de souténement en granit ayant une méme hauteur de 6,1 m,
une méme longueur de 6,1 m et aussi une méme épaisseur moyenne de 1,02 m (environ % de
la hauteur du mur). La variabilité entre les différents murs se situe au niveau des sections, donc
son étude était clairement menée pour observer I’influence de la géométrie sur le comportement
du mur.

La Figure montre la géométrie des murs de Burgoyneﬂ ou : le mur Blg a une épaisseur
constante de 1,02 m avec un fruit aval de 20% ; le mur B2g a une largeur en téte de 0,41 m avec
un fruit aval de 20% et sans fruit amont, sa largeur de base est 1,63 m; le mur B3g est le dual
du mur Blg, avec un fruit amont de 20% et sans fruit aval ; le mur B4g est construit sans fruit
aval ni amont, avec une épaisseur constante de 1,02 m. Selon les croquis disponibles, il semble
que I’inclinaison des joints correspond a I’inclinaison du parement aval, c’est a dire 11,3° pour
les murs Blg et B2g et 0° pour les murs B3g et B4g.

Ces murs sont sollicités graduellement par un sol non-compacté de poids volumique 1390
kg/m> pendant environ deux semaines. Les murs Blg et B2g tiennent le poids du remblai jus-

n_n

1. Le préfixe "B" et le suffixes "g" dans le nom du mur font référence respectivement a "Burgoyne" et au
matériau utilisé "granit"
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Mur Blg Mur B2g Mur B3g Mur B4g

FIGURE 1.10: Section des murs de Burgoyne [32]

TABLE 1.2: Parametres mécaniques et géométriques des murs de Burgoyne [32]

Parametres Mur

Blg | B2g | B3g | B4g
Hauteur du mur 4 (m) 6,1 6,1 6,1 6,1
Largeur en téte / (m) 1,02 0,41 0,41 1,02
Fruit aval f; (%) 20 20 0 0
Fruit amont f> (%) -20 0 20 0
Inclinaison des joints subhorizontaux o (°)¥ | 11,3 11,3 0 0
Poids volumique du mur ¥, (kg/m?) 2275 | 2275 | 2275 | 2275
Angle de frottement des blocs ¢, (°) S.0. S.0. S.0. S.0.
Inclinaison du sol 8 (°) 0 0 0 0
Poids volumique du sol 7, (kg/m?) 1394 | 1394 | 1394 | 1394
Angle de frottement du sol ¢ (°)+ 25-28 | 25-28 | 25-28 | 25-28

+ Valeur déduite des croquis de Burgoyne
+ Valeur estimée basée sur la description de Burgoyne [71]]

qu’a la hauteur maximale du mur, en revanche, les mur B3g et B4g rompent quand la hauteur
du remblai est d’environ 5,18 m. Les parametres géométriques et mécaniques des murs de Bur-
goyne sont donnés dans le Tableau [I.2]

Ces dix dernieres années, deux équipes ont principalement mené des expériences a 1’échelle
1 sur les MSPS. L’équipe de ’ENTPE (Ecole Nationale des Travaux Publics de I’Etat) a réalisé
trois séries d’expériences a I’échelle 1 dont deux expériences de rupture 2D et une série d’expé-

rience de rupture 3D. L’équipe de I’université de Bath a fait une série d’expériences de rupture
3D.

En 2004, cinq murs ont ainsi été batis dans le cadre de la these de B. Villemus [[167, [168]]
a ’ENTPE. Des professionnels de la pierre seche ont construit ces murs pour assurer la repré-
sentativité des essais. La Figure[I.11] et le Tableau montrent la géométrie et les parametres
des murs de Villemus. Les murs ont été sollicités par une poussée hydrostatique en utilisant
une nappe PVC imperméable remplie progressivement d’eau (voir Figure[I.12)). Il s’agissait de
simplifier le probleme réel pour tester les difficultés inhérentes a de tels essais. En résumé, a
travers ces études, les parametres suivants ont pu étre étudiés :
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\
MurV1lc MurV2c MurV3c Mur V4c Mur V5s

FIGURE 1.11: Section des murs de Villemus [168]]

TABLE 1.3: Parametres mécaniques et géométriques des murs de Villemus [168]]

Parametres Mur

Vlc | V2¢ | V3c | Véc [ V5s
Hauteur du mur 4 (m) 20 | 195 40 | 2,0 | 4,25
Largeur en téte / (m) 0,6 | 09 1,2 | 0,65 | 1,16
Fruit aval f (%) 15 0 15 12 15
Fruit amont f;, (%) 0 0 0 0 0
Inclinaison de joint subhorizontaux o (°) 0 0 0 4 8,5
Poids volumique du mur %, (kN/m3) 15,4 | 150 | 15,7 | 16,0 | 18,0
Angle de frottement des blocs ¢, (°) 36 36 36 36 | 28,5

— Leffet du frottement des blocs : calcaire et schiste (notamment V3C et V5S qui ont a peu
pres la méme section).

— Deffet du fruit amont : Le mur V1C, V2C et V4C ont a peu pres la méme largeur moyenne
de 0,90 m, construits avec le méme matériau, mais différents fruits amont de 0° (mur
V2C), 12° (mur V4C) et 15° (mur V1C);

— Deffet de I’inclinaison des joints subhorizontaux : Les trois premiers murs sont construits
sans I’inclinaison de joint, les mur V4C et V5S sont construits respectivement avec une
inclinaison de joint de 4° et 8,5°;

— L’effet de la taille du mur sur sa résistance : Le mur V1C et V3C utilisent la méme valeur
de fruit amont et les deux sans inclinaison des joints subhorizontaux. Ils sont construits
avec le méme matériau (calcaire), cependant le mur V3C a une taille environ deux fois
plus grande que le mur VIC.

Suite a ce travail, en 2007, Colas et al. [43] ont construit quatre MSPS. Ces murs sont
construits avec trois types de matériaux (granit, schiste, calcaire) et aussi a I’aide de deux mé-
thodes de construction ("ingénieur” et "paysan"). La différence entre le mur "ingénieur" et "pay-
san" est que le mur "ingénieur" est construit avec beaucoup plus de soin. Le mur "ingénieur"
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FIGURE 1.12: Section de mur V3s de Villemus [168]]

et "paysan" représentent le mur de soutenement de routes et le mur de terrasses agricoles, res-
pectivement. Le temps de construction entre ces deux méthodes s’est montré tres différent (15j
contre 2j).

Pour charger le mur, Colas et al. ont utilisé un remblai de gravier roulé ayant un angle de
frottement interne de 37,7° avec un D5y compris entre 8-16 mm. Le matériau du remblai est
déversé progressivement sous gravité depuis une benne de telle maniere a conserver la surface
du remblai proche de I’angle de talus naturel 8 (voir Figure . Pendant le chargement, cette
pente est mesurée plusieurs fois, ot une valeur moyenne de 32° a été observée.

Le récapitulatif des parametres mécaniques et géométriques des murs de Colas est donné
dans le Tableau[T.4] Ces murs ont une méme hauteur de 2,5 m, méme valeur du fruit aval/amont
et avec un poids du mur relativement similaire. Hormis I’influence des matériaux et du mode
constructif, cette campagne expérimentale a permis d’étudier 1’effet de I’épaisseur du mur et
I’effet de I’inclinaison des joints subhorizontaux. Néanmoins, un probleme technique majeur
est apparu lors des premiers essais : le blocage des pierres du mur sur les coffrages latéraux
(mur C3sp), conduisant a une incertitude sur la hauteur critique du remblai. En outre, Colas
attribue aussi I'incertitude des résultats aux parametres suivants : (1) poids volumique du sol;
(2) angle de frottement du sol ; (3) angle de frottement bloc-bloc. Les auteurs conviennent enfin
que la hauteur critique est donnée a Scm pres environ.

Les Figures [I.14(a-b) montrent I’évolution du déplacement du mur V5s (sollicité par une
poussée hydrostatique) et mur C3sp (sollicité par un remblai) au cours du chargement. Dans les
deux cas montrés ici, on observe que la partie basse du mur reste relativement immobile alors
qu’une partie supérieure du mur se détache de maniere quasi rigide a la rupture.
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FIGURE 1.13: Mur de Colas chargé par un remblai depuis une benne [46]]

TABLE 1.4: Parametres mécaniques et géométriques des murs de Colas [43]]

Parametres Mur

Clgi | C2si | C3sp | C4cp
Hauteur du mur 4 (m) 2,50 | 2,50 | 2,50 | 2,50
Largeur en téte / (m) 045 | 045 | 0,55 | 0,50
Fruit aval f] (%) 6 6 6 6
Fruit amont f> (%) 0 0 0 0
Inclinaison des joints subhorizontaux o (°) | 3,4 34 9,1 9,1
Poids volumique du mur %, (kN/m3) 19,1 | 20,2 | 18,8 | 18,6
Angle de frottement des blocs ¢, (°) 27 25 25 35
Inclinaison du sol 3 (°) 32 32 32 32
Poids volumique du sol ¥ (kN/m3) 14,9 | 149 | 14,9 | 14,9
Angle de frottement du sol ¢ (°) 37,7 | 37,7 | 37,7 | 37,7
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FIGURE 1.14: Evolution du déplacement : (a) Mur V35s (b) Mur C3sp

Approche expérimentale a I’échelle 1 : Rupture 3D

La premiere expérience a I’échelle 1 pour simuler la rupture 3D des MSPS est effectuée par
Mundell de I’université de Bath en 2007. Pour observer la rupture par gonflement, il a construit
cinq murs en calcaire et ardoise (schiste) sur une plate-forme mobile. Ces murs ont des sections
similaires, mais avec une porosité variant entre 23% a 46%. Construits par des batisseurs pro-
fessionnels de la pierre seche, la construction du mur prend environ 3 a 5 jours. Pour faciliter
I’apparition de la déformation du mur, la qualité de construction du mur est dégradée systéma-
tiquement entre le premier et le dernier mur. Le detail de la géométrie du mur est donné dans le
Tableau

Le remblai utilisé a un Ds5o de 14 mm et a atteint une hauteur de 2,2 m. Contrairement au
premier mur dont le remblai a été compacté en couches de 30 cm, les autres essais réalisés se
sont faits sans compactage du remblai. Afin de prendre en compte 1’effet du tassement de sol
présent sur place, la plate-forme sur laquelle repose le mur a été légerement inclinée.

Ensuite, le mur est chargé avec un chargement localisé constitué d’une plaque en acier char-
gée par un vérin hydraulique et située a 1 m de la paroi amont jusqu’a la rupture de mur. La
force appliquée et le déplacement du mur sont observés au cours de la phase de chargement.
Les chargements localisés maximaux mesurés sont respectivement de 110 kN, 75 kN, 80 kN,
84 kN, 60 kN pour les différents modes constructifs dégradés. On peut noter que le mur M1 a
résisté a un chargement supérieur de 40% aux autres murs. Mundell indique que ceci est lié a la
compacité du mur.

Plus récemment, ’ENTPE a aussi conduit une campagne expérimentale pour observer la

19



Modélisation du mur de soutenement en pierre seche par une approche discrete

TABLE 1.5: Parametres mécaniques et géométriques des murs de Mundell [121, [120]

Parametres { Mur

Mic | M2c | M3c | M4c | M5s
Hauteur du mur 4 (m) 2,50 | 2,50 | 2,50 | 2,50 | 2,50
Largeur en téte [ (m) & 0,3 0,3 0,3 0,3 0,33
Fruit aval f; (%) 12 8 12 14 12
Fruit amont f, (%) 0 0 0 0 0
Inclinaison des joints subhorizontaux o (°) 0 0 0 0 0
Poids volumique du mur %, (kN/m3) 17,64 | 18,87 | 13,23 | 13,72 | 18
Porosité (%) 28 23 46 44 29
Angle de frottement des blocs ¢, (°) 45 45 45 45 19
Inclinaison du sol B (°) 0 0 0 0 0
Poids volumique du sol ¥, (kN/m?) >18* 18 18 18 18
Angle de frottement du sol ¢ (°) 39 39 39 39 39

T Les parametres des murs sont tirés de [[120]], sauf le cinquieme mur [[121]]
% En sachant la largeur de bas, cette valeur est calculé a partir de la valeur du fruit
* Le gravier a été compacté par un vibrateur a plaque

rupture 3D des MSPS. Elle a crée deux MSPS en calcaire construits par des professionnels de
la pierre seche. Les parametres géométriques et mécaniques de ces murs sont donnés dans le
Tableau [I.6] Un remblai non compacté utilisé par Colas et al. [43] a ét¢ utilisé comme charge-
ment. Ce mur est ensuite sollicité avec un chargement localisé exercé par une pelle mécanique
sur une plaque de 60x60 cm?. La capacité de la pelle mécanique utilisée dans le premier mur (20
tonnes) n’a pas été suffisamment élevée pour mener a la rupture avec une distance au mur suf-
fisante et une pelle mécanique plus puissante de 34 tonnes a ainsi été utilisée dans le deuxiecme
essai.

La sollicitation du deuxieme mur est faite en plusieurs étapes de chargement-déchargement
situées d’abord a une distance de 1,7 m de la face amont du mur et ensuite a 0,5 m. La valeur
maximale du chargement proche du mur est atteinte pour la valeur de 63 kN. Dans chaque étape
de sollicitation, 1’évolution du déplacement du mur est observé avec des capteurs a cible et un
instrument de mesure laser.

Le Tableau synthétise tout le travail expérimental réalis€ a ce jour. La simulation 2D
menée dans notre étude s’appuiera sur le travail de Villemus [[167]] et Colas [43]. Par ailleurs, la
simulation de la rupture 3D des MSPS s’appuiera sur les essais de Le et al. [96]].

1.4.2 Approche analytique
Equilibre limite

Par cette approche, la stabilité d’un MSPS est évaluée en calculant la condition d’équilibre
du systeme respectant un comportement €lastique parfaitement plastique. Cette méthode ne
considere pas la relation contrainte-déformation ni 1’équation de compatibilité du sol [39]. La
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TABLE 1.6: Parametres mécaniques et géométriques des murs de Le [96]

N Mur
Parametres § I1c [ 1oc
Hauteur du mur 4 (m) 2,3 2,3
Largeur en téte [ (m) 0,55 | 0,52
Fruit aval f; (%) 6 6
Fruit amont f, (%) 0 0
Inclinaison des joints subhorizontaux o (°) 0 0
Poids volumique du mur %, (kN/m3)+ 20,3 | 20,3
Angle de frottement des blocs ¢, (°) 36 36
Inclinaison du sol 8 (°) 0 0
Poids volumique du sol s (kN/m3)i 14,9 | 154
Angle de frottement du sol ¢ (°) 37,7 | 37,7

T Le et al. supposent que I’indice des vides est équivalent a 20%

I Méme remblai mais 1’un sec et 1’autre humide

TABLE 1.7: Récapitulatif de I’expérience de MSPS a I’échelle 1

Expérience | Chargement Rupture Matériaux | Hauteur (m) | Référence
Burgoyne Remblai 2D granite 6,1 [32]
Villemus Hydrostatique 2D calcaire, schiste 1,85a4,1 | [167,168]
Mundell | Remblaietcharge | 5ny 1 i schiste 25 (1211 [120]
concentrée
Colas Remblai op | granite, schiste, 2,5 (43, 46)
calcaire
Le Remblai et charge | 5, calcaire 23 [96]
concentrée
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@

FIGURE 1.15: Poussée d’un sol de versant nul avec 1’équilibre limite de Rankine

solution donnée par cette approche n’est alors que le résultat d’'une hypothese basée sur un cer-
tain mécanisme de rupture choisi a priori et supposé étre le plus critique.

Dans le cas des murs de soutenement, le systeme se compose de deux milieux distincts :
le mur et le remblai, avec une interface mur-remblai. On suppose ici que le sol est totalement
mobilisé et I’intensité de la poussée du sol doit étre calculée.

La limite de la résistance du sol est habituellement calculée avec le critere de rupture de
Mohr-Coulomb (Eq.[I.1) identifié par les deux parametres mécaniques : 1a cohésion C et I’angle
de frottement ¢. On illustrera le propos en supposant que le remblai est constitué d’un matériau
purement frottant.

T=c+otan¢ (1.1)

La Figure montre un MSPS avec son remblai de pente nulle (f = 0). La méthode la
plus simple pour résoudre ce probleme est de négliger I’influence de rugosité d’interface, c’est
a dire considérer le cas d’un équilibre de Rankine [[141]. La contrainte latérale est calculée par
isolement d’un élément de sol (Figure [I.15p).

Ce probleme est résolu par dépouillement sous forme de cercle du Mohr (Figure [I.15p).
Dans le cas d’une poussée du sol sur le mur, la contrainte mineure diminue due a la déforma-
tion du mur lors du chargement. Une fois que le cercle de contrainte touche la surface de rupture
de Mohr-Coulomb, on est dans un état qui est supposé le plus critique. L’ équilibre de Rankine
est calculé a partir de cet état. En prenant la relation trigonométrique dans le triangle OFC de
la Figure [T.15p, puis apres rearrangement, on obtient I'Eq. [1.2] avec K, coefficient de poussée
("a" est mis pour "actif").
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€ (b)

FIGURE 1.16: Poussée d’un sol de versant incliné avec 1’équilibre limite de Rankine

03 ) [0} 1 —sin¢
«= 5 T =) =

(1.2)

Le cas le plus général de I’équilibre de Rankine est montré dans la Figure [I.16p, c’est a dire
un sol non-cohérent avec un remblai incliné. L’isolement d’un élément de sol de forme paral-
lele a la pente du versant permet de dépouiller le probleme sur la base des cercles de Mohr.
Connaissant les composantes des contraintes o, et T (déductible d’un calcul classique impli-
quant le poids volumique du sol, profondeur et angle f3), on est capable de tracer le cercle de
Mohr correspondant a I’état de contrainte a 1’équilibre limite. La ligne OC est reliée indirecte-
ment a la valeur de la contrainte verticale o,.

Comme la contrainte verticale s’exerce sur un plan incliné 3, le pdle de contrainte dans le
parallélépipede peut étre identifié (point A). La valeur de la contrainte latérale oy est égale a la
longueur de la ligne OA (cette contrainte s’exerce sur une facette verticale). Enfin, il faut com-
parer la longueur de la ligne OA (contrainte latérale o7,) et de la ligne OC (contrainte verticale
0,). Apres développement, on obtient ’Eq. [[.3]

cos B — \/cos? B — cos?
K,=— =cosf B~ eos’p 0
o cos B+ /cos2 B —cos? ¢

(1.3)

On peut remarquer que : (1) Si la pente du remblai est nulle, cette équation se réduit a I’Eq.
[1.2]; (2) La charge latérale calculée avec cette équation fait un angle 8 avec I’écran vertical.

L’autre approche utilisable est 1’équilibre limite de Coulomb [51]. On suppose ici que le
bloc du sol va glisser vers 1’aval le long d’une surface ayant un angle a avec le plan horizontal
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FIGURE 1.17: Poussée du sol avec 1’équilibre limite de Coulomb

comme montré dans la Figure[I.17a. Selon Azizi [9], Coulomb a formulé cette approche en sup-
posant une paroi verticale et lisse, puis Mayniel [109] ajoute 1’effet du frottement mur-remblai,
enfin Miiller-Breslau [[113]] met & jour 1’équilibre limite de Coulomb avec un fruit pour la paroi
amont et un remblai incliné.

La Figure montre le mécanisme de rupture de Coulomb en prenant en compte 1’effet
du frottement d’interface sol-mur J, un fruit pour la paroi amont du mur et une pente du versant
B. Avec ce mécanisme, on identifie les forces suivantes : la force mobilisante (poids du sol W)
et la force résistante (résistance du mur P et la réaction du sol rigide le long du plan de glisse-
ment R). La résistance du mur P crée un angle 0 avec la normale a I’interface mur-remblai, avec
0 I’angle de frottement de I’interface. La réaction du sol R forme un angle ¢ par rapport a la
normale au plan de glissement, avec ¢ 1’angle de frottement du sol. La Figure[I.T7b montre le
diagramme de forces a I’état d’équilibre limite. L’Eq. [I.4] donne alors la relation entre le poids
du remblai W et la poussée du sol P (relation trigonométrique entre sinus d’angles dans un tri-
angle).

4 P
sin(90+A +38 — o+ ¢)  sin(o — @) (14)
Apres développement :
R P cos(A — a)cos(A — B)sin(a — A)
P(OO_ZYH {coszlsin(a—ﬁ)sin(%—k?t+5—OH—¢) (1)

On trouve ensuite ¢ minimisant la résistance du mur P :
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FIGURE 1.18: Poussée du sol avec une surface de rupture définie par morceaux

dP
o 0 (1.6)
On reconstitue finalement I’Eq. [I.5]avec la valeur o trouvée :
P= %szKa (1.7)
avec :
K, — cos?(¢p — A) (1.8)

. . 2
sin(6+¢)sin(¢p—f3)
On peut noter que si le fruit de la paroi amont du mur A, la pente du remblai f3 et I’angle de
frottement d’interface & dans I’Eq.[1.8|sont nuls, cette équation se réduite a I'Eq.[1.2|de Rankine.

En 1882, Boussinesq [27] a indiqué que la surface de rupture utilisée dans le travail de Cou-
lomb ne correspond pas a la surface de rupture réelle qui est plutdt courbée. Ceci s’apercoit
proche de la paroi amont du mur dd a la rugosité de I’interface mur-remblai. La Figure [I.1§]
montre un exemple d’un systeme avec une surface de rupture courbée en combinaison avec une
surface droite. Le calcul a I’aide d’une surface de rupture courbée peut étre pénible mais en pre-
nant une hypothese de surface de rupture elliptique, Caquot et Kerisel ont établi des tableaux de
coefficients de poussée/butée [36, 187].

Une fois la force de poussée connue, on peut évaluer 1’équilibre du mur. La Figure [I.19]
montre le systeme d’équilibre limite choisi par Villemus [[168]] pour calculer la stabilité d’un
MSPS sous chargement hydrostatique. Il considere deux mécanismes de rupture : glissement et
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FIGURE 1.19: Poussée du sol avec un équilibre limite pour le mur

renversement dont chacun est analysé séparément.

Selon le mécanisme de rupture envisagé, Villemus introduit un coefficient de sécurité vis-a-
vis du glissement F, ou du renversement F, pour €valuer la stabilité du mur. La force résistance
du mur supposé rigide et qui s’applique sur la facette AE peut étre décomposée en force verti-
cale V et horizontale H. Le coefficient de sécurit€ au glissement F, est calcul€ sur la base de la
résistance au cisaillement le long de la surface de rupture dans le mur faisant un angle o avec
I’horizontale. En supposant que le massif AECD se renverse autour d’un point A, le coefficient
de sécurité vis-a-vis du renversement F, est évalué en comparant le moment stabilisant My, et
le moment renversant Miepy.

Vtan(¢ — a)
_ 1.
3 H (1.9)
F, = Msuab (1.10)
Mrenv

Le point faible de cette approche réside dans le fait que 1’angle de la surface de rupture du
mur ¢ par rapport a 1’assise est inconnu. Villemus indique que cette valeur doit étre définie par
un essai expérimental. Pour la rupture au glissement, il propose néanmoins d’utiliser une valeur
o = 11° si le mur est constitué par des blocs bruts et & = 0° si le mur est construit avec des
pierres taillées.

Plus récemment, Mundell et al. [119] ont crée une simulation de 1’équilibre limite pour éva-
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(b)
FIGURE 1.20: Modele de Mundell : (a) vue générale (b) état d’équilibre

luer la stabilité d’un MSPS. L’idée de cette simulation est basée sur le travail de Cooper en
1986 qui a analysé la stabilité du mur par tron¢ons [49]]. La Figure [[.20p montre une vue gé-
nérale du modele construit dans la simulation de Mundell. Le MSPS est modélisé par couches
successives dont la stabilité est vérifiée a chaque niveau. La force résultante sur chaque trongon
est évaluée du haut vers le bas avec la condition d’équilibre montrée dans Figure [I.20p.

Suite au travail de Mundell, Alejano et al. [6] utilisent la méme idée pour calculer des for-
mules analytiques des coefficients de sécurité d’'un MSPS sous la poussée du remblai et la
poussée hydrostatique. Trois modes de rupture ont été considérés : glissement sur le plan hori-
zontal, renversement autour du plan horizontal et renversement autour du plan incliné du mur.

Analyse limite et calcul a la rupture

Comme vu précédemment, les approches d’équilibre limite utilisent des stratégies diffé-
rentes : ’approche de Rankine utilise 1’état d’équilibre limite du systeme basé sur le critere de
Mohr-Coulomb, la méthode de Coulomb considere un état d’équilibre pour une surface de rup-
ture supposée. Les solutions données par ces différentes stratégies ne sont donc que des formes
approchées du probleme exact. Il est en fait possible de trouver une solution en combinant ces
deux approches qui permettent de donner une borne inférieure (lower bound) et une borne su-
périeure (upper bound) du probleme exact. C’est I’objet de I’approche dite d’analyse limite qui
s’appuie sur différentes hypotheses de travail [38]] :

— Le comportement du matériau est supposé de type élastique-parfaitement-plastique.

— La surface de rupture est convexe.

2. www.bath.ac.uk/ace/research/cicm/structural-masonry/drystone-wall-analysis.html
(accédé au 28 Avril 2014)
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FIGURE 1.21: Zones considérées dans 1’analyse limite : borne inférieure

— La déformation a la charge de rupture est négligeable.

La borne inférieure est définie par un champ de contrainte statiquement admissible. La
contrainte de résistance o;; sous un tel chargement extérieur, doit €tre partout inférieure au
critere de rupture f(o;;) < 0. Ce critere doit étre satisfait partout dans le systeme.

D’un autre c6té, 1a borne supérieure est obtenue par un calcul mettant en oeuvre un champ de
vitesse cinématiquement admissible. En supposant un certain mécanisme de rupture, la rupture
est initiée selon la surface de rupture supposée si la puissance extérieure de la sollicitation est
supérieure a la puissance intérieure du systeme.

Prenons le probleme d’un MSPS sollicité par un remblai de versant incliné comme présenté
auparavant. La méthode de Rankine donne en fait le résultat par borne inférieure, parce que cette
méthode vérifie f(o;;) < 0. Pourtant, seul le sol derriere le mur (zone I dans la Figure est
considéré a 1’équilibre limite. L’équilibre des zones II, III et IV dans la Figure [I.21] n’est pas
évalué, outre le frottement du mur-remblai qui n’est pas aussi pris en compte. La méthode de
Rankine ne peut alors pas €tre considérée comme relevant de 1’analyse limite [139].

La Figure|l.22{montre la poussée du mur avec un champ de vitesse cinématiquement admis-
sible. La borne supérieure de la solution du probleme exact est calculée par la conservation de
la puissance. Comme 1’interface est lisse, la puissance ne fait intervenir que le terme de puis-
sance extérieure du poids du sol W se déplacant dans la direction verticale et la puissance de la
résistance latérale P se déplacant dans la direction horizontale :

(%szcota)(Vsin(a—q))) — PV cos(@—¢) =0 (L11)
Donc :
P(a) = %szcotoctan(a—l—q)) (1.12)
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FIGURE 1.22: Analyse limite de borne supérieure pour 1’interface sol-mur sans frottement

En minimisant la valeur P avec la méme technique montrée dans I’Eq.[I.6] la poussée du sol
peut étre déterminée :

I ,1—sing
P=—-yH — 1.13
2" T+ sing (1.13)
Cette équation donne le méme résultat que celui donné par la méthode d’équilibre limite de
Coulomb admettant la méme géométrie et conditions aux limites.

L’existence d’une limite inférieure et supérieure pour le domaine solution est la conséquence
de la forme convexe du domaine de résistance du matériau. Quel que soit I’écoulement plas-
tique du matériau, il est possible de déterminer ce domaine si seulement le critere de rupture est
connu. Cette méthode plus générale de 1’analyse limite a été surnommée "calcul a la rupture"
ou en anglais yield design, et formalisée par Salencon [[148]].

Pour trouver la solution, le calcul a la rupture a besoin seulement des données suivantes :
la géométrie du systeme, le mode de chargement Q et le critere de rupture. La résolution du
probleme par un calcul a la rupture donne des valeurs limites du domaine K qui est aussi appelé
domaine des chargements "potentiellement supportables" car (1) le domaine K est naturelle-
ment la borne supérieure de la solution et (2) le comportement réel du matériau est inconnu.
Autrement dit, il est probable que la rupture se produise avant que la contrainte arrive a la fron-
tiere du domain K.

Il existe deux approches principales pour trouver la solution du domaine K montré dans Fi-
gure[1.23]: ’approche statique par I’intérieur et I’approche cinématique par I’extérieur. Le détail
de la méthode de calcul a la rupture peut étre trouvée dans [147, 155,143, 149].

Lapplication du calcul a la rupture aux magonneries a joints secs nécessite la connaissance
des criteres de résistance des matériaux impliqués, a savoir celui du matériau remblai, du ma-
tériau constitutif du mur et du matériau constitutif de I’interface remblai-mur. Un critere de
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@ (b)

FIGURE 1.23: Domaine de chargement potentiellement supportable par le calcul a la rupture :
(a) approche par I’intérieur K (b) approche par I’extérieur K.
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FIGURE 1.24: Homogénéisation d’'un MSPS et son mécanisme de rupture [54]

résistance du sol-remblai qui peut étre choisi est celui de Mohr-Coulomb. Pour celui de I’inter-
face sol-remblai, un critere de méme type peut étre choisi. Le critere de résistance d’un MSPS
a été établi par de Buhan et de Felice [54]] en 1997. Ce dernier donne le domaine de résistance
d’un MSPS homogénéisé associé au mécanisme de rupture cinématique du VER (volume él¢é-
mentaire représentatif) (Figure[I.24). Enfin, en supposant la cinématique de rupture du systéme
mur-rembali qui peut étre déduit de 1’observation expérimentale (Figure [I.25)), la hauteur cri-
tique de chargement correspondant au mode de rupture choisi est calculée par recherche d’un
minimum pour les inconnues géométriques introduites pour définir la cinématique de rupture.

Villemus [167] et Colas [43] ont appliqué ce travail fondamental au calcul réel d’un MSPS
et ont proposé plusieurs publications ol deux modes de rupture sont considérés : glissement
et renversement. Plusieurs validations ont été publiées, tant sur la base de modele réduit [45]
que sur des expériences a 1’échelle 1 [44, 47, 48]]. Plus récemment, la généralisation de cette
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Sol MSPS Sol
(a)

FIGURE 1.25: Cinématique de rupture d’un MSPS chargé par un remblai : (a) Glissement (b)
Renversement

approche au cas 3D a été abordée dans la these de Le [96].

L’intérét d’utiliser la méthode de calcul a la rupture est qu’une fois la formule analytique
issue du calcul a la rupture est déduite, trouver la valeur critique du domaine K est simple. Dans
le cas d’un chargement d’un MSPS chargé par un remblai, la hauteur critique du remblai est la
quantité a trouver.

1.4.3 Approches macromécanique et micromécanique

L’approche macromécanique est une méthode permettant de trouver la réponse d’un sys-
teme déterministe connaissant la loi homogénéisée contrainte-déformation écrite a I’échelle du
volume élémentaire représentatif (VER). Il existe de nombreuses approches numériques formu-
1ées sur cette base comme la méthode aux éléments finis et la méthode des differences finies.

Le défi de la modélisation d’un MSPS par une approche macromécanique est de trouver une
méthode appropriée pour homogénéiser le comportement mécanique du mur. Il faut noter que
la méthode de calcul a la rupture décrite dans la section précédente utilise aussi la technique
de I’homogénéisation. Néanmoins, celle-ci est utilisée seulement pour trouver le critere de ré-
sistance du mur. Les différentes approches analytiques permettant d’homogénéiser un MSPS
peuvent étre trouvées dans 1’étude de Lourenco et al. [102].

Une autre stratégie pour modéliser le comportement discret de blocs est 1’ utilisation d’élé-
ments joint/interface entre des mailles éléments finis, ce qui a été fait par Zhang et al. [181]]. Ils
ont utilisé le logiciel VISAGE pour modéliser des murs issus de I’expérience de Burgoyne.

Cette derniere approche suggere plutdt I'usage d’une approche micromécanique ou méthode
aux €léments discrets comme I’approche proposée par Cundall et Strack en 1979 [53]].
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La premicere simulation d’un MSPS avec I’approche micromécanique est probablement faite
par Dickens et Walker en 1996 [64]. A I'issue de leur observation de la forme du Mur du
Grand Zimbabwe [173], ils ont modélisé le mur d’enclos du Grand Zimbabwe par le logiciel
UDEC (code aux éléments discrets : code ITASCA). En introduisant 1’instabilité dans le mur
(e.g. : suppression d’un bloc, tassement de 1’assise), ils souhaitaient reproduire la présence d’un
ventre observé sur ce mur (Figure [I.26).

La validation du modele micromécanique pour modéliser des MSPS est essentiellement ap-
portée par Harkness et al. [71] (Figure [I.26b). Ils ont modélisé 1’expérience réalisée par Bur-
goyne sur des murs par le logiciel UDEC et ils ont trouvé un bon accord entre expérience et
simulation en termes de hauteur critique et de stabilité. Ce travail a encouragé plusieurs études
paramétriques [138, 42]] pour étudier le comportement a la rupture en déformation plane d’un
MSPS (i.e. : renversement et/ou glissement). Concernant le mode de rupture par formation d’un
ventre di a la déformation du sol de fondation, on peut citer le travail qualitatif de Walker et al.
en 2007 [172] qui a essayé de retrouver ce mode de rupture (Figure[I.26f) par I’utilisation d’un
modele en déformation plane (logiciel UDEC).
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1.5 Conclusion

Le calcul de résistance des MSPS par un calcul a la rupture est validé [44, 47, 48]]. Néan-
moins, cette approche est limitée dans certains aspects : (1) Le critere de résistance est défini en
supposant une certaine forme et configuration réguliere des blocs ; (2) Le chemin de déforma-
tion du mur due a une mobilité entre blocs est inconnue ; (3) Le résultat déduit correspond a la
borne supérieure du domaine de résistance.

La capacité d’un modele discret 2D a rendre qualitativement compte des phénomenes dans
les MSPS a déja été bien validée par plusieurs auteurs [[71} 138, 42]]. Une validation quantitative
n’a jamais été faite pour I’instant.

Dans ce travail, deux modes de rupture seront étudiés, un mode en déformation plane (ap-
pelé 2D ici) dii a une poussée excessive d’un remblai et un mode 3D complet di a I’existence
d’une charge concentrée excessive en téte de mur a la surface du remblai. Le but sera de mieux
appréhender les éléments du systeme mur-remblai facilitant la rupture ou au contraire ceux qui
n’ont que peu d’effet sur la rupture observée.

Le mur, le remblai et I’interface d’'un MSPS peuvent étre modélisés par une approche macro-
mécanique ou micromécanique dans son ensemble, ou par un mélange de ces approches. Dans
cette these, le mur sera systématiquement appréhendé comme un milieu discret, le remblai pou-
vant étre ensuite modélisé comme un milieu continu ou discret. Ainsi le MSPS sera modélisé
par les approches suivantes :

— Modele micromécanique 2D avec le logiciel PFC2D.
— Modele discret-continu 2D de déformation plane en utilisant le logiciel UDEC.
— Modele discret-continu 3D avec le logiciel 3DEC.

La modélisation viendra conforter les résultats expérimentaux tout comme appuyer les ré-
sultats produits par des approches plus simples tels que les calculs a la rupture, plus aptes a
produire des abaques de dimensionnement utilisables par des ingénieurs ou des artisans de la
pierre seche.
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Chapitre 2

Rupture en déformation plane : approche
discrete pure

Dans ce chapitre, nous avons choisi d’utiliser un modele discret pour retrouver la rupture
en déformation plane des MSPS. Le remblai est alors modélisé par un ensemble de particules
individuelles et le mur est construit en utilisant des blocs discrets.

La Figure [2.T] schématise les trois ensembles mécaniques composant le modele discret glo-
bal : (1) Les blocs discrets assemblés de maniere réguliere ; (2) Les grains du remblai ; (3) La
zone de transition entre parois amont du mur et le remblai qui n’est autre qu’une interface.

Une approche 2D est utilisée pour retrouver la rupture en déformation plane des MSPS, rup-
ture due a un chargement uniforme excessif du mur. L’approche 2D pour un tel probleme est
correcte a partir du moment ou le systeme est pilotée par les contraintesF_-I [61, [134] 28]. Le
logiciel PFC2D (Particle Flow Code), qui traite le probleme d’interaction entre objets de forme
circulaire par une approche de dynamique moléculaire, est utilisé a cet effet.

Les principes de base de I’approche discrete utilisée par PFC sont :

— Les objets premiers en interaction sont des disques rigides ;

— L’interaction met en jeu une loi mécanique écrite au contact entre les disques ;

— L’équation du mouvement, écrite pour I’ensemble des particules, est une équation dyna-
mique, explicite, résolue apres avoir reactualisé les valeurs des actions issues du pas de
calcul précédent.

La loi de contact la plus simple que 1’on peut utiliser est la loi élastique linéaire avec frot-
tement de Coulomb. Avec cette loi mécanique, le comportement microscopique est déterminé
par les rigidités élastiques de contact (k, et k) et le frottement local ¢'. La normale au plan de
contact est définie par le vecteur de contact.Plus de détails concernant la modélisation discrete
utilisée par le logiciel PFC sont donnés en Annexe

La géométrie des systemes étudiés et les parametres mécaniques des matériaux sont tirés

1. Une modélisation 2D du comportement de matériaux granulaires fait toujours apparaitre une dilatance ex-
cessive, méme si I’état du matériau est extrémement lache [[179]].
2. Le vecteur de contact se dirige du centre d’un disque a I’autre centre de disque en contact.
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FIGURE 2.1: Ensembles mécaniques impliqués dans 1’étude des MSPS.
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TABLE 2.1: Résistance de certains géomatériaux [76].

Catégorie Résistar}(:e sous Pessai Géomatériaux
compression simple (MPa)
Extrémement dur >250 Diabase, gneiss, granite, quartzite
Tres dur 100-250 Gres, basalte, gabbro, gneiss, calcaire, marbre
Dur 50-100 Calcaire, marbre, gres, schiste
Assez dur 25-50 Béton, schiste, silite
Faible 5-25 Craie, halite

des travaux expérimentaux de Villemus et al. [167] et Colas et al. [43] décrits dans le chapitre
précédent. Les parametres microscopiques qui doivent €tre identifiés a partir de la connaissance
des résultats d’essais macroscopiques seront identifiés de maniere empirique (type essai-erreur)
sur des chemins similaires aux essais réels. Pour des raisons de clarté, nous séparerons les trois
sous-ensembles mécaniques associés aux MSPS pour identifier les parametres mécaniques as-
sociés aux objets discrets qui les composent.

2.1 Mur : identification des propriétés mécaniques des blocs

Les MSPS sont constitués de blocs séparés par des joints secs. Le choix du matériau de
construction d’'un MSPS dépend du matériau disponible localement. A titre d’exemple, on
donne dans le Tableau 2.1]1a résistance de certains matériaux utilisés dans la construction.

Dans la plupart des cas, le MSPS a une hauteur comprise entre 1 2 5 m, mais il est possible
d’en rencontrer qui aillent jusqu’a 20 m de hauteur [6]]. Si on considere la densité de la pierre
égale 2 3000 kg/m? (une valeur trés conservatrice), la contrainte moyenne au pied d’un MSPS
de 20 m de hauteur sera de 1’ordre de 0,6 MPa. Méme en tenant compte de la contrainte engen-
drée par la poussée du remblai, la contrainte globale agissant sur I’ouvrage est encore tres petite
comparée a la résistance de la pierre. Aussi, en I’absence de matériau gélif ou fortement altéré,
la rupture d’un MSPS ne met pas en jeu une rupture interne des blocs et la ligne de rupture
contournera alors ces objets.

Par ailleurs, des essais de compression réalisés sur des triplets [160] montrent que la défor-
mation de I’ensemble des blocs résulte principalement de la déformation du joint entre blocs et
moins de la déformation-méme du bloc. L’hypotheése d’un modele de bloc rigide avec contact
déformable, utilisée par le logiciel PFC, est alors tout a fait recevable.

La géométrie extérieure d’un bloc est reconstituée numériquement par chevauchement de
disques. La taille des disques choisie doit permettre de recréer une forme réguliere tout en mi-
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nimisant le nombre de particules pour économiser les temps de calcul. La forme sera en général
aussi évidée pour les mémes raisons. La densité donnée a chaque particule doit alors permettre
de retrouver la densité d’un bloc réel.

Le comportement de deux blocs rigides en contact dépend de deux parametres locaux es-
sentiels : une micro-rugosité (rugosité d’aspérités ou fréquence d’aspérités haute) et une macro-
rugosité d’interface (fréquence d’aspérités moyenne, voir Annexe[A)), la premiere rendant compte
d’un frottement local dii au grain naturel de la surface du bloc, la deuxieme rugosité expliquant
la dilatance observée lors d’un essai de cisaillement entre deux blocs. Deux modeles de contact
peuvent alors étre envisagés : (1) bloc avec rugosité géométrique (macro-rugosité) accompa-
gnée de la définition d’un frottement local représentant 1’effet spécifique de la micro-rugosité,
(2) bloc ne tenant pas compte de la rugosité géométrique et le frottement local prend en compte
essentiellement la résistance au cisaillement entre blocs due a la micro-rugosité mais aussi in-
directement 1’effet de la macro-rugosité.

Pour des questions de temps de calcul, on ne construit pas les blocs individuellement pour
ensuite les placer en lits successifs et construire un mur. Une autre méthode est choisie ol le
volume plein du mur est d’abord construit avant d’étre partitionné en blocs individuels.

2.1.1 Bloc avec rugosité géométrique

La Figure montre les étapes de construction d’un MSPS. D’abord des disques sont gé-
nérés de maniere réguliere (afin de contrdler la macro-rugosité) selon 1’inclinaison des joints
subhorizontaux . La géométrie du mur est alors faconnée en supprimant les particules exté-
rieures a la géométrie du mur final. Ensuite, on sépare I’ensemble des disques en blocs indi-
viduels (clusters) selon la géométrie souhaitée. Enfin, les blocs sont évidés pour diminuer les
temps de calculs. Le centre de gravité, la masse et I’inertie des blocs sont calculés pour chaque
bloc et ces nouvelles informations sont utilisées pour I’équilibre dynamique du systeéme global.
Cependant, les déplacements et rotations de chaque particule peuvent étre obtenus a partir du
vecteur cinématique associé a chaque bloc.

L’essai de cisaillement direct bloc-bloc est I’essai classiquement utilisé pour trouver 1’angle
de frottement bloc-bloc. Par exemple, Villemus a réalisé trois essais expérimentaux de cisaille-
ment direct en prenant des boites de 6x6 cm?, 30x30 cm? et 100x100 cm? [168]. L’angle de
frottement bloc-bloc est donné dans la partie [I.4]

Sous PFC, en utilisant une loi de contact linéaire, le frottement global d’interface bloc-bloc
dépend des parametres suivants : la rugosité (géométrique) du bloc, 1’angle de frottement local
aux contacts et la contrainte de confinement appliquée. La rugosité géométrique réelle R, d’un
bloc naturel calcaire est inférieure au cm; on utilisera alors des disques de 8 mm de diametre
pour créer les blocs et fagonner la rugosité géométrique. Une étude paramétrique sur la base de
simulations de I’essai de cisaillement direct est présentée pour évaluer I’importance de chaque
parametre mécanique sur le comportement de I’ interface bloc-bloc. La Figure[2.3|montre I’illus-
tration d’un contact bloc-bloc entre deux blocs présentant une macro-rugosité.
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FIGURE 2.2: Principe de construction d’un MSPS avec le logiciel PFC2D pour des blocs avec
macro-rugosité.

FIGURE 2.3: Contact linéaire entre aspérités au sein d’un contact bloc bloc.
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FIGURE 2.4: Essai de cisaillement direct sur des blocs de rugosité moyenne R, de 0,06 mm.

Deux blocs de méme taille de 20 cm de largeur ont été créés. La rugosité est introduite en
variant I’espacement des disques a I’interface des blocs. La Figure 2.4/ montre le modele de I’es-
sai de cisaillement direct avec des blocs de rugosité moyenne R, = 0,06 mmﬂ Une contrainte
de confinement est appliquée sur le bloc supérieur. Ensuite, ces deux blocs sont cisaillés en
mettant une vitesse de déplacement de 5.10~* m/s jusqu’a Iarrivée 4 un déplacement relatif de
2 cm entre le bloc supérieur et le bloc inférieur qui est maintenu fixe. Le calcul de la rugosité
moyenne d’une interface est expliquée dans 1’ Annexe [A]

En premier lieu, nous avons étudié I’influence de la rigidité de contact sur le frottement
moyen d’interface trouvé a partir de simulations d’essais de cisaillement direct. Dans ce tra-
vail de these, les rigidités de contact (normale et tangentielle) auront des valeurs identiques.
Une contrainte normale d’interface initiale de 50 kPa, une rugosité moyenne R, de 0,06 mm et
un angle de frottement local de 25° sont considérés. La Figure [2.5p indique que le frottement
d’interface peut atteindre de maniere instantanée des valeurs plus hautes lorsque la rigidité de
contact est forte mais que la valeur moyenne du frottement n’est pas altérée par cette modifi-
cation. Pour éviter une fluctuation importante du frottement a 1’interface, il est alors préférable
d’utiliser une valeur de rigidité plutot faible de 5.10° PaEl

Ensuite, ’effet de la contrainte normale sur I’interface est étudié. On choisira une rigidité
aux contacts de 5.10° Pa, une rugosité moyenne R, de 0,06 mm et un angle de frottement local
de 25°. Dans les expériences de Villemus et al. et de Colas et al., les murs ont des hauteurs de
I’ordre de 2,5 m a 4 m, I’ordre de grandeur de la contrainte normale maximale qui sera appli-
quée sur les blocs en pied de mur sera de I’ordre de 50 kPa a 100 kPa. La Figure [2.5p montre
qu’en augmentant la contrainte moyenne de 50 kPa a 100 kPa, I’angle de frottement interne
moyen ne change pas ; par contre la fluctuation de I’angle instantané grandit.

3. Ici les blocs n’ont pas été évidés car les temps de calcul ne I’exigent pas.
4. La n'gidite aux contacts k. dépend de la rigidité insérée aux deux disques en contact, calculé avec la formule
suivante : k kdl + k . Ici, on utilise "la rigidité des disques" de 10° Pa

40



Chapitre 2. Rupture en déformation plane : approche discrete pure

La Figure montre 1’influence de la rugosité moyenne R, sur I’amplitude de variation
de I’angle de frottement d’interface autour de sa valeur moyenne. La technique d’obtention des
différentes rugosités étudiées de 0,73 mm, 0,14 mm, 0,06 mm et 0,03 mm est donnée dans la
Figure Dans cette série de simulations, les rigidités de contact sont prises égales a 5.10°
Pa avec une contrainte normale de 50 kPa et un angle de frottement local de 25°. Cette figure
montre clairement que la fluctuation de I’angle de frottement diminue proportionnellement a la
diminution de la taille de rugosité sans avoir d’influence sur la valeur moyenne de I’angle de
frottement de I’interface (voir aussi Figure [2.5d).

Les expériences de Villemus ont montré que I’angle de frottement d’interface moyen bloc-
bloc sur des pierres naturelles est tres légerement supérieur (1°) a celui trouvé dans un essai ou
les blocs ont été découpés. Cela semble indiquer que 1’angle de frottement résulte essentielle-
ment de I’existence d’une micro-rugosité (grains de la roche) et beaucoup moins de I’existence
d’une macro-rugosité. La dilatance observable lors d’essais sur des matériaux réels ne contri-
bue donc que faiblement a la résistance au cisaillement d’interface. Dans une modélisation, la
macro-rugosité (créée par la géométrie extérieure des blocs) a tendance a amplifier les varia-
tions de comportement autour d’un comportement moyen, ce qui n’est pas recherché car seul
le comportement moyen d’un MSPS nous intéresse dans ce travail. Nous nous tournerons alors
vers une modélisation d’un bloc qui ne prend pas en compte dans la loi de contact 1’effet de la
macro-rugosité. Ici, par raccourci, nous qualifierons cette modélisation de modélisation de bloc
sans macro-rugosité.

2.1.2 Bloc sans macro-rugosité

Les étapes de construction d’un MSPS sans prise en compte mécanique de la macro-rugosité
au niveau de la loi de contact bloc-bloc sont montrées dans la Figure Dans un premier
temps, on construit un échantillon périodique de 50x50 cm? composée par des disques de 8 a
11 mm. Dans cette phase, on pose que le frottement est nul aux contacts. Cet échantillon pério-
dique est copié selon la hauteur et la largeur du mur souhaitée. La géométrie du mur final est
alors fagonnée et chaque bloc (cluster) est découpé dans I’ensemble de particules puis évidé.
On notera que la forme des blocs est ici irréguliere mais nous verrons plus loin que cette ir-
régularité n’est pas prise en compte dans le calcul. Enfin, nous soulignons que cette technique
de construction est plus rapide en termes de temps de calcul que la précédente de 1’ordre de
quelques dizaines de minutes.

L’usage d’une modélisation sans prise en compte de la macro-rugosité a I’avantage de ne pas
imposer une taille stricte de particule pour constituer la forme extérieure du bloc. On est alors
tenté de minimiser le nombre de particules pour la modélisation d’un bloc, ce qui ira dans le
bon sens vis-a-vis des temps de calcul. Ici, la loi de contact de joint souple (smooth joint) [84],
qui est une loi moyennée, est utilisée pour modéliser le contact bloc-bloc. Cette loi de contact
nous permet de définir arbitrairement le plan de contact, indépendamment du vecteur de contact
entre deux particules formant la forme extérieure de deux blocs en contact. Dans ce cas, on pose
que le plan d’un contact est le plan moyen de la surface extérieure d’un bloc. Une telle loi de
contact implique que I’angle de frottement d’interface (global) est égal a ’angle de frottement
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FIGURE 2.5: Résultat de I’essai de cisaillement direct bloc-bloc : (a) Variation de la rigidité (b)
Variation de la contrainte normale initiale (c¢) Variation de la rugosité (d) Amplitude de I’angle
de frottement bloc-bloc en fonction de la rugosité.
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R, = 0,73 mm R, = 0,14 mm
R.x = 4 mm Riax = 0,49 mm

R, = 0,06 mm

Rpax = 0,23 mm

max = 0,12 mm

FIGURE 2.6: Variation de la rugosité de la surface d’un bloc.

FIGURE 2.7: Principe de construction d’un MSPS sans prise en compte de la macro-rugosité
au niveau du contact bloc-bloc.
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FIGURE 2.8: Contact plan bloc-bloc du type joint-souple.

local (voir Figure [2.8).

La valeur de la rigidité de contact bloc-bloc dépend de la force maximale envisagée la plus
critique. Comme les contacts sont déformables, le chevauchement aux contacts doit étre 1im-
pérativement inférieur au rayon minimal du disque le plus petit utilisé pour construire le bloc
soit ici de 4 mm. On supposera que la force ponctuelle maximale représentative pour des blocs
appartenant 2 un mur est celle obtenue au moment de la rupture par renversement sur le bloc
en bas du parement aval (voir Figure [I.8b). En prenant une valeur conservatrice du poids volu-
mique de 2500 kg/m> pour un mur de 4 m de hauteur et 1 m de largeur, on trouve que le poids
du mur est environ 100 kN. En utilisant une rigidité normale (et tangentielle) de 10® Pa/m et
un bloc de 30 cm de largeur, le chevauchement au contact reste inférieur a ~ 3 mm, ce qui est
conservatif.

A titre illustratif, un essai de cisaillement sur plan incliné (tilt test) est montré en Figure
a—d) pour un angle de frottement de contact local bloc-bloc ¢ll) égal a 30°. Tant que I’incli-
naison du plan (Z)f sur lequel repose les blocs reste inférieur a 1I’angle de frottement bloc-bloc ¢,§,
le bloc supérieur reste immobile (Figure [2.9(a,b)). On notera que le glissement apparait quand
I’inclinaison de bloc atteint ( q)é +Ap),ie.: ¢l‘f > 30°, ou 31° comme montré dans Figure .
Théoriquement, ce résultat est attendu strictement pour la valeur 30° (voir Figure 2.9¢).

On doit noter que mé€me si le diametre des particules constitutives d’un bloc et la granulomé-
trie choisie pour ce modele sans macro-rugosité ne jouent pas sur le comportement bloc-bloc,
ce choix détermine la rugosité de I’interface mur-remblai, qui ici par le contact grain du remblai
- paroi de bloc sera du type contact linéaire. La justification du choix de la granulométrie des
particules pour reconstituer un bloc sera alors discutée dans la section [2.3]

2.1.3 Bilan

Des expériences de cisaillement sur blocs ont montré que I’angle de frottement du contact
bloc-bloc dépend essentiellement de la micro-rugosité. Des simulations numériques discretes
effectuées sur des blocs possédant une macro-rugosité révelent de fortes fluctuations pour 1’angle
de frottement d’interface autour d’une valeur moyenne, ce qui peut constituer un inconvénient
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FIGURE 2.9: Essai de cisaillement sur plan incliné avec q)lf =30°: (a) ‘Plf =20° (b) ¢f =29°

(©) ¢ =30° (d) ¢ =31°
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FIGURE 2.10: Gravier roulé-allongé utilisé dans la campagne expérimentale de Colas et al.

[43]].

si seul le comportement moyen d’un MSPS doit étre retrouvé. Par ailleurs, 1’usage de parti-
cules de faibles diametres pour reconstituer la macro-rugosité induira des temps de calcul plus
longs car le pas de temps de calcul critique dépend de la taille de la plus petite particule dans le
systeme. Une loi de contact bloc-bloc ou la macro-rugosité n’est pas prise en compte est alors
préférée.

Pour ce modele de bloc sans macro-rugosité, I’interface bloc-bloc utilise une loi de contact
de joint souple. C’est une loi moyennée ou le plan de contact moyen est défini en accord avec le
profil moyen du bloc. Pour la suite, les rigidités de contact normale et tangentielle des objets se-
ront fixées a 10® Pa. L’ angle de frottement local qui est, par ce modele de contact, égal  I’angle
de frottement global d’interface trouvé par essai de glissement sur plan incliné, dépendra du
matériau considéré.

2.2 Remblai : identification des propriétés mécaniques

Dans I’expérience a 1’échelle 1 de Colas et al. [43]], les MSPS sont chargés par un gravier
de riviere, roulé et de forme allongée (voir Figure [2.10). La courbe granulométrie du matériau
est linéaire entre un diametre minimal de 8 et maximal de 16 mm. L’angle de frottement in-
terne a été identifié par un essai triaxial (diametre de cellule de 15 cm de diametre et de hauteur
30 cm) consolidé-drainé pour un matériau dans un état tres lache. Trois valeurs de pression de
confinement différentes (20, 50 et 100 kPa) ont été étudiées ; elles correspondent a la gamme
de pressions de confinement dans le remblai lors des expériences réalisées par Colas et al. La
Figure [2.T1|montre le résultat des essais triaxiaux [43].

Les parametres élastiques (en fait hypoélastiques) du sol sont identifiés au début de la phase
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FIGURE 2.11: Essai triaxial sur le gravier roulé sec [43]].

déviatorique de I’essai. Ces parametres sont : (1) le coefficient de Poisson de 0,22 et (2) le mo-
dule de Young qui vaut 60 MPa, 117,5 MPa et 138,8 MPa pour les contraintes de confinement
de 20, 50 et 100 kPa respectivement. On observe que pour toutes les valeurs de contraintes de
confinement, il existe une faible phase de radoucissement.

Le poids volumique du remblai vaut 14,9 kN/m>. La contrainte verticale correspondant 3 une
profondeur de 2,5 m (base du remblai pour les expériences de Colas et al.) est alors d’environ
35 kPa. Cette valeur de contrainte est faible et la Figure [2.11| montre que I’angle de frottement
(au pic) est d’environ 37,7° avec 1’angle de dilatance correspondant a environ 8° pour un confi-
nement de 35 kPa.

Le remblai est construit graduellement par pelletées depuis une benne de maniere a former
un talus dont la pente correspondra a 1’angle de talus naturel pour le matériau utilisé. Au cours
de la construction des murs, 1’inclinaison de cette pente a été mesurée plusieurs fois et une va-
leur moyenne de cet angle de 32° est rapportée.

Dans I’approche DEM, le comportement du remblai purement frottant dépend de caracté-
ristiques globales et locales. Les caractéristiques globales sont des variables d’état : porosité et
pression de confinement. On peut classer les caractéristiques locales en deux groupes :
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RA=1,25 RA=1,75 RA=2,5 RA=3,5

FIGURE 2.12: Grains avec différentes valeurs d’allongement.

— Géométrie des grains : forme des grains, degré d’allongement, granulométrie ;
— Loi de contact : rigidités, angle de frottement local ;
— Arrangement local : anisotropie de structure.

L’identification des parametres locaux s’appuiera sur les essais triaxiaux réalisés sur le gra-
vier. Néanmoins, le transfert direct des propriétés 3D a un matériau 2D devra a un moment
sacrifier le sens physique de certaines caractéristiques. En effet, le chemin de déformation volu-
mique 2D montrera une dilatance marquée méme pour des matériaux laches, ce qui n’est pas le
cas pour des matériaux granulaires réels. Par ailleurs, la notion de forme de particules (Figure
[2.10) ne peut revétir le méme sens en 2D et en 3D car selon le plan de coupe d’une particule 3D
on aboutira dans chaque plan a des valeurs d’allongement tres différentes. On donne en Figure
[2.12]1a technique de réalisation des particules 2D ayant un rapport d’allongement qui pourrait
étre représentatif du gravier utilisé par Colas et al..

Trois propriétés mécaniques observables sur une courbe contrainte-déformation axiale peuvent
nous aider a identifier les parametres : la rigidité initiale de la courbe déviateur-déformation
axiale, la valeur de I’angle de frottement mobilisé au pic de résistance ¢§}, et cette méme valeur
obtenue 2 I’état critique ¢3.. L’identification des parametres des lois de contact sera alors faite
empiriquement (essai-erreur) en simulant un essai biaxial pour un ensemble de particules de
forme et de granulométrie fixées, en nombre suffisant pour manipuler un Volume Elémentaire
Représentatif (VER).

La Figure 2.13| résume la méthodologie choisie pour déterminer les parametres locaux du
remblai. Comme montré dans cette figure, on doit d’abord supposer des parametres géomé-
triques des grains : (1) Diametre entre 10 mm a 16 mm ; (2) Rapport d’allongement RA de 1,75
qui est grossierement déduit de 1a Figure[2.10]; (3) Granulométrie linéaire. On discutera d’abord
la valeur des rigidités de contact normale et tangentielle. Une fois ces rigidités au contact fixées,
la granulométrie et la forme des particules étant aussi fixées, 1’état critique ne dépend plus que
du frottement au contact [158, [177]. Il sera alors identifié. L’identification des derniers para-
metres du matériau sera effectuée en essayant de retrouver le pic de résistance au cisaillement
qui dépend, outre des parametres énoncés pour 1’état critique, de caractéristiques d’état.

L’essai triaxial réalisé sur le gravier est modélis€ ici par un essai biaxial sur un échantillon
numérique. L’ échantillon est construit par dépot successif de particules, sous gravité, dans une
boite de 75 x 150 cm?. La Figure montre le processus de création d’un échantillon. Une
contrainte de confinement de 35 kPa est ensuite appliquée, celle-ci correspond approximative-
ment a un matériau situé a 2 m de profondeur dans le remblai.

Pour conserver un comportement quasi-statique dans la simulation dynamique de PFC2D,
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Global (Triaxial) Local (Biaxial)

Parametres imposes :
= Taille de grain
* Forme de grain — allongée

= Granulométrie — linéaire

Rigidité initiale — Rigidité de contact

[ 1. Rapport d’allongement
Frottement critique ¢J — - .

2. Frottement local ¢,
[ 1. Densité initiale
i g

Frottement pic ¢, <—> 4 2. Anisotropie initiale

| 3. Contrainte de confinement

FIGURE 2.13: Etapes de détermination des parametres locaux du matériau purement frottant.

FIGURE 2.14: Echantillon créé par dépdt de grains sous gravité.
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FIGURE 2.15: Chevauchements interparticulaires pour différentes rigidités locales [62]]

la vitesse de déformation utilisée dans la phase d’écrasement doit étre suffisamment basse
. Ainsi une vitesse de déformation inférieure 2 10~3/s est suffisante pour
satisfaire I’hypothese d’essai quasistatique ; elle sera utilisée pour réaliser les essais biaxiaux.

2.2.1 Rigidité de contact entre grains

En observant le résultat de 1’essai triaxial dans la Figure 2.11] I’angle de frottement au pic
est mobilisé lorsque la déformation axiale atteint approximativement 5%. La rigidité au contact
influence la rigidité initiale de cette courbe qui est censée étre retrouvée dans la simulation.

Cependant, du point de vue de 1’approche discrete utilisée, on doit considérer aussi les faits

suivants :

— Si la rigidité locale est tres basse, le chevauchement devient trop important et I’essai de
compression sera dominé par un comportement élastique, qui n’est pas physique pour le
matériau. La Figure [2.15|montre le chevauchement visible entre particules en fonction de
la rigidité de contact [62]].

— Silarigidité est tres élevée, le pas de temps critique devient tres petit, augmentant d’autant
les temps de calcul (évolution du temps de calcul selon +/rigidité).

La Figure [2.T6|montre les résultats d’une série de simulations d’essai biaxial avec différentes
rigidités locales. Les parametres géométriques et mécaniques utilisés sont : rapport d’allonge-
ment de 1,75, D,=50% et ¢! = 45°. 1l apparait que la rigidité locale de 5.10° Pa donne un
comportement plus proche du résultat issu de 1’essai triaxial. Pourtant, la Figure [2.16b montre
que I’utilisation d’une rigidité aussi basse conduit a un comportement essentiellement de nature
élastique pour le matériau, ce qui n’est pas réaliste.

Par ailleurs, comme nous I’avons vu au chapitre précédent, le comportement des MSPS est
essentiellement régi par des contraintes, la rigidité du matériau remblai n’est donc pas un para-
metre essentiel explicatif du comportement de ces murs si une valeur suffisamment grande est
donnée. Cependant, prendre une rigidité plus élevée conduira a 1’atteinte plus rapide du pic de
résistance au cisaillement pour une déformation du matériau donné. Cela veut aussi dire que
le comportement post pic revétira certainement une importance cruciale dans la simulation du
comportement d’un MSPS. Une rigidité locale (normale et tangentielle) de particules du rem-
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FIGURE 2.16: Effet de la rigidité de contact sur les chemins de contraintes déviatoires et
déformations volumiques.

blai sera prise 2 108 Pa dans la suite de ce travail, ce qui correspond 2 une rigidité de contact de
5.107 Pa.

2.2.2 Angle de frottement a I’état critique

L’angle de frottement a 1’état critique est la résistance résiduelle qui est aussi le pic de ré-
sistance au cisaillement pour un matériau purement contractant. L’essai triaxial réalisé sur le
gravier roulé pour un confinement de 20 kPa semble plaider pour un angle de frottement a 1’état
critique proche de 34°. Les autres essais ne permettent pas d’identifier cet état. Par ailleurs, en
prenant comme hypothese que I’angle de frottement a 1’état critique est proche de 1’angle de
talus naturel, I’angle de frottement critique est censé étre proche de @3- =~ 32°. Nous retiendrons
une valeur entre 32° et 34° pour 1’angle de frottement a I’état critique.

La Figure montre la relation entre 1’angle de frottement critique global ¢3. et I’angle
de frottement local ¢Sl pour des grains de rapport d’allongement RA=1,75 et une pression de
confinement de 35 kPa. On s’apercoit que I’angle de frottement critique ne peut pas dépasser
27°. Pour une valeur RA donnée, on n’atteint donc pas nécessairement la valeur de ¢&. souhaité.
Le choix de RA devient alors primordial.

Ceci est un probleme connu dans la modélisation discrete, a titre d’exemple, une étude in-
dique que I’angle de frottement global des disques ne peut pas dépasser 25° [37]. Pour obtenir
un angle de frottement critique plus €levé, il faut avoir recours a des formes de particules allon-
gées [145, 1159, 1126, [10} 125, [74]. On utilisera un rapport d’allongement RA des grains de 2,5
qui reste encore réaliste pour le matériau étudié.
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FIGURE 2.17: Effet de ’angle de frottement local ¢/ sur la résistance 2 1’état critique @3 pour
le rapport d’allongement : (a) RA=1,75 (b) RA=2,5.

Le résultat des simulations d’essais biaxiaux avec RA=2,5 est montré dans la Figure 2.17p.
Avec un angle de frottement local tres élevé (¢! = 45°), on obtient un angle de frottement cri-
tique d’environ 31°. Il faudrait alors utiliser un rapport d’allongement supérieur a 3 (Figure
[2.18), ce qui ne parait plus réaliste pour le matériau. Nous garderons alors la valeur de 45°
comme valeur pour 1’angle de frottement local pour le contact grain-grain ainsi que le rapport
d’allongement des particules égal a 2,5.

Pour obtenir I’angle de frottement a 1’état critique par I’essai biaxial, I’échantillon doit étre
sollicité jusqu’a une valeur de déformation élevée. L’ autre moyen pour caractériser cet état est
de simuler un essai a la boite inclinée afin de retrouver la pente du versant naturel. On suppose
alors que cette pente caractérise un état proche de 1’état critique.

Nous avons réalisé des essais a la boite inclinée avec un angle de frottement local de ¢!
de 45° et un rapport d’allongement pour les particules de RA=2,5. Tout d’abord, des particules
sont déposées dans une boite de 90 x 90 cm jusqu’a mi-hauteur. Cette boite est alors tournée
plusieurs fois, ou pour chaque rotation de 90°, I’angle de talus de naturel est mesuré. La Figure
[2.19 montre le principe de cet essai.

Pour I’angle de frottement local ¢! = 45°, cet essai donne un angle de talus naturel moyen de
37° +2,5°. On pouvait s’attendre a avoir un angle supérieur a celui trouvé pour I’ état critique car
ici la contrainte de confinement sur les particules proches de la surface est tres faible et I’angle
de frottement interne d’un matériau granulaire a tendance a augmenter lorsque la contrainte de
confinement diminue [3, [101]. L’angle de talus naturel trouvé ici est supérieur de 5° a la valeur
trouvée in situ (voir Figure [2.20). Ceci peut s’expliquer par une anisotropie parallele a la pente
plus accentuée en 2D qui permettrait aux grains de trouver un équilibre plus aisément qu’en
3D. L’intensité de I’anisotropie est favorisée par la forme allongée des particules [[126]], ce qui
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FIGURE 2.18: Effet du rapport d’allongement RA sur la résistance  I’état critique ¢;. pour un
angle de frottement local ¢! = 45°.

FIGURE 2.19: Principe de la simulation de I’essai de la boite inclinée.
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FIGURE 2.20: Effet de I’angle de frottement local (])sl sur la résistance a I’état critique issu de
I’essai de la boite inclinée avec RA = 2,5 et ¢! = 45°,

plaide pour limiter ce rapport d’allongement a une valeur raisonnable. Nous conserverons alors
des particules de rapport d’allongement de 2,5 pour créer le remblai. Cette décision releve ainsi
du compromis et nous garderons en téte les limites de cette décision.

Cette étude met aussi en relief I’attention qui devra étre portée sur la pente de talus naturel
lors de la simulation du comportement d’un systtme MSPS-remblai. Il sera nécessaire de cor-
riger la pente du talus qui se mettra en place dans le remblai pour atteindre la valeur voulue de
32°, qui avait été obtenue lors des expériences de Colas et al.

2.2.3 Angle de frottement au pic de résistance

La forme des particules ayant été fixée, le frottement local aussi, la résistance au cisaillement
au pic dans un chemin biaxial ne dépendra plus que de la pression de confinement, de I’aniso-
tropie initiale et de la porosité. La pression de confinement représentative pour le remblai est
fixée a 35 kPa. L anisotropie initiale est le résultat du processus de création de 1’échantillon par
dépdt sous gravité qui est la méthode avec laquelle I’échantillon de gravier roulé a été préparé.
Elle n’est donc pas maitrisée ici. Le seul parametre qui reste a identifier est donc la porosité du
milieu.

Des échantillons de porosité initiale différentes ont été construits. Ces porosités différentes
sont obtenues par modification temporaire de 1’angle de frottement local ¢!. Avant I’atteinte de
I’équilibre correspondant a 1’état initial de I’essai biaxial, I’angle de frottement est remis a la
valeur de 45°, qui restera a cette valeur lors de la phase d’écrasement de 1’échantillon. La Figure
montre la relation entre ’angle de frottement global au pic ¢35, et la porosité initiale ny de
I’échantillon. La porosité initiale de 0,22 est choisie pour trouver 1’angle de frottement global
9%, de 37,7° retenu par Colas et al.

Enfin, la Figure [2.22] montre la comparaison entre le comportement réel de I’échantillon du
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FIGURE 2.21: Effet de la la porosité initiale ng sur I’angle de frottement au pic ¢, avec
¢! =45° et RA =2,5.

gravier et le comportement du modele discret (biaxial) pour un rapport d’allongement RA de
2,5, un angle de frottement local ¢SZ de 45° et une porosité initiale ng de 0,22. On notera le fort
radoucissement qui n’a pas pu €tre évité par les simulations 2D. Ceci constituera la principale
limite du travail présenté ici.

2.2.4 Bilan

La procédure d’identification des propriétés du remblai s’appuie sur des essais triaxiaux sur
la base du gravier roulé utilisé dans les expériences de Colas et al.. Seule la courbe contrainte
vs déformation axiale est exploitée. Cette procédure s’appuie sur un compromis entre sens phy-
sique des propriétés 2D du matériau et capacité a reproduire la courbe contrainte-déformation
3D.

Les rigidités au contact ainsi que le degré d’allongement des particules doivent étre postu-
1€s avant d’identifier I’angle de frottement local entre particules sur la base d’une estimation
de I’état critique du matériau réel. Des rigidités des particules pour définir le contact élastique
de 1.10% Pa (donnant une rigidité de contact de 5.107 Pa) sont ainsi choisies pour éviter un
comportement élastique irréaliste pour le matériau. On sacrifie alors la rigidité initiale de la
courbe contrainte-déformation axiale qui sera plus raide dans les simulations de 1’essai biaxial.
Un rapport d’allongement de 2,5 est imposé afin de garder un sens physique raisonnable a cette
caractéristique géométrique ; il oblige cependant a imposer un angle de frottement local ¢f élevé
de 45°. L’angle de frottement critique trouvé de 31° est alors un peu bas par rapport a 1’expé-
rience qui est estimé 1égerement supérieur a 32°.

La porosité est identifiée sur la base de la valeur de I’angle de frottement mobilisé au pic
de résistance pour le gravier roulé qui est de 37,7° selon Colas et al. Elle vaut 0,22. On notera
alors que le jeu de parametres conduit a 1’existence d’un radoucissement sans doute excessif
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FIGURE 2.22: Comparaison entre le chemin biaxial pour le jeu de parametres final et les essais
sur le gravier roulé au triaxial.

qui constituera la limite de ce travail d’identification des parametres locaux pour le matériau
constitutif du remblai dans une approche 2D.

2.3 Interface remblai-mur

Le contact mur-remblai met en jeu des contacts ponctuels entre des grains individuels du
remblai et les blocs constitutifs du mur. Il semble pertinent de considérer autant de contacts
individuels a travers une loi de contact linéaire entre un grain et un bloc du mur.

L’identification des parametres locaux ici n’est pas chose aisée puisqu’aucune information
n’est disponible concernant le comportement de cette interface dans les expériences a I’échelle
1 de Colas et al. Pour mener une étude analytique par le calcul a la rupture Colas et al. ont
supposé€ que 1’angle de frottement de cette interface était €gal a 1’angle de frottement du sol
(97 = ¢35, =37,7°), ce qui n’est pas déraisonnable dans le cas d’interfaces rugueuses. En I’ab-
sence d’informations plus précises sur cette interface, nous choisirons la méme hypothese avec
un angle de frottement global d’interface a viser de 37,7°.

La Figure [2.23] montre la méthodologie utilisée pour obtenir le comportement global sou-
haité. On notera qu’ici, a cause de la loi de contact linéaire, la macro-rugosité des blocs, qui
n’était pas prise en compte dans la loi de contact bloc-bloc influencera le comportement de 1’in-
terface mur-remblai a c6té de la micro-rugosité.

Le comportement de cette interface dépend plus généralement de la granulométrie des par-
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FIGURE 2.23: Méthodologie utilisé pour trouver 1’angle de frottement d’interface de
& =31,7°
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ticules du remblai, de la porosité dans I’interface, de la macro et micro-rugosité des blocs ainsi
que des rigidités normale et tangentielle au contact. Ici on conservera les valeurs des rigidités
des particules définies précédemment qui sont identiques pour le contact grain-grain dans le
remblai, soit 1.108 Pa. La granulométrie des grains dans I’interface est identique 2 celle du rem-
blai et la porosité est imposée par la porosité méme du remblai et la difficulté pour les grains
de s’organiser proche du mur. Ces deux facteurs ne seront pas contrdlables et on supposera que
la porosité dans I’interface est proche de celle existant dans le remblai, soit 0,22. Deux caracté-
ristiques de I’interface restent a identifier ou a étudier : la macro-rugosité et la micro-rugosité ¢l-l.

Le comportement d’une interface est plus précisément pilotée par la rugosité normalisée im-
pliquant rugosité maximale du bloc R, et taille moyenne Dsq des particules impliquées dans
I’interface. Si la rugosité normalisée est inférieure a 0,1-0,13 [163} 1164, [79], I’interface aura
le comportement d’une interface lisse, c’est a dire associée a un comportement élastique par-
faitement plastique avec tres peu de dilatance. Une interface rugueuse aura un comportement
proche de celui du matériau granulaire impliqué dans I’interface, c’est a dire éventuellement
tres dilatant avec un comportement radoucissant. Ici, nous nous assurerons que le comporte-
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ment de I’interface modélisée est de nature similaire a celle existant dans I’expérience, c’est a
dire celle d’une interface rugueuse. La macro-rugosité contribuera alors a coté du frottement
local grain-bloc (micro-rugosité) & engendrer un frottement moyen d’interface ¢ fixé a 37,7°
dans ce travail. Nous avons ainsi un degré de liberté pour I’identification des parametres : deux
propriétés sur lesquelles nous avons une certaine latitude pour retrouver une valeur de ¢ de
37,7°.

Pour vérifier que I’interface a le comportement d’une interface rugueuse et identifier par la
suite I’angle de frottement local grain-bloc, des essais de cisaillement direct d’interface seront
simulés (Figure [2.24). Un systéme suffisamment grand impliquant plusieurs blocs est construit,
de maniere a réduire la fluctuation de la réponse du systeme. Les blocs ne seront pas définis
individuellement mais la surface du mur sera reconstituée dans un plan horizontal et modélisée
comme étant un corps rigide (cluster). Ensuite, des grains sont générés par dépot sous gravité
dans une boite de 90 cm x 50 cm (largeur x hauteur). Un frottement nul est imposé au niveau
des contacts impliquant les grains et les parois de la boite. Un frottement local d’interface est
par contre imposé pour le contact grain-paroi du mur. Une fois la boite remplie par des grains,
différentes conditions aux limites, représentatives des essais d’interface classiquement trouvés
dans la littérature, sont imposés au systeme boite- paroi du mur.

Trois conditions aux limites peuvent tre appliquées dans 1’essai cisaillement direct d’inter-
face correspondant a : un essai a contrainte normale constante (CNL - Constant Normal Load),
a volume constant (CV - Constant Volume) et a rigidité normale constante (CNS - Constant Nor-
mal Stiffness). La différence principale entre ces essais réside en la rigidité imposée a la plaque
de chargement. Les rigidités pour les essais CNL, CV et CNS sont respectivement : k =0, k = o0
et k = cst (cf. : Annexe [B]). L’essai CNS est celui qui est le plus représentatif des phénomenes
d’un systeme sol-paroi rigide [24] mais I’essai CNL reste 1’essai le plus classique. Nous nous
attacherons alors a simuler ces deux derniers essais en imposant une vitesse de déplacement
tangentielle 2 la paroi de 5.10~*m/s, la boite étant fixe.

2.3.1 Macro-rugosité

La granulométrie des particules du remblai reconstituées ont un diametre compris entre 10
mm et 16 mm avec un D5y de 12 mm. La face externe est construite a I’aide de disques de
diametre compris entre 8 mm a 11 mm. Le tirage pour la réalisation des blocs, mais aussi de
la paroi testée dans I’essai de cisaillement direct crée une dispersion des résultats concernant la
valeur de leur rugosité maximale. Quatre différents tirages ont donné des rugosités maximales
Rmax comprises entre 16 mm et 19 mm, ce qui est réaliste pour un bloc réel.

La rugosité normalisée R, moyenne pour ces quatre tirages vaut 1,5, qui est donc celle d’une
interface rugueuse.
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FIGURE 2.24: Modele de 1’essai de cisaillement direct d’interface CNL.

2.3.2 Frottement local du contact bloc-grain

L’identification de 1’angle de frottement local bloc-grain se fait par une technique essai-
erreur sur la base d’essais de cisaillement direct de type CNL (voir Figure [2.24). La contrainte
de confinement est maintenue constante par un systeme asservi au cours de 1’essai.

La mesure de la résistance d’une interface peut étre faite par deux méthodes :

— Calcul par I’extérieur [180]. En mesurant la force de déséquilibre aux parois extérieures
de la boite (voir Figure 2.24) et I’angle de frottement d’interface peut étre calculé par la
formule suivante :

tan ¢f = N —N2 2.1)
N
— Calcul par I'intérieur. L’approche micromécanique permet de mesurer la contrainte de
cisaillement par homogénéisation dans un domaine de mesure. Connaissant la porosité et
les forces aux contacts, un tenseur de contrainte moyenne peut ainsi €tre identifié dans ce
volume de mesure (voir Eq. :

—_ 1—n o
= g \ B R e

Avec : V¢ le volume d’un grain (cluster), N, le nombre de grains, N le nombre de contacts,

x¢ le vecteur position de contact, x; le vecteur position du grain, F i la force de contact
(cf. : Annexe [F).

En utilisant le calcul par I'intérieur (Eq. [F25])), on définit plusieurs couches de mesure a 1’in-
terface comme montré dans la Figure [2.24] La hauteur de chaque couche est de 3Ds et s’ arréte
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FIGURE 2.25: Relation entre 1’angle de frottement d’interface local et global dans la premiere
couche de mesure de I’essai CNL.

a 2Ds( du bord pour éviter la prise en compte des effets de bord.

Une série de simulations est faite pour trouver la relation entre le frottement local q)l.l et le
frottement global d’interface bloc-remblai ¢F. Les valeurs 0°, 11° et 25° sont choisies pour ¢l-l
et quatre tirages pour la constitution du systéme boite-paroi sont réalisés. La Figure[2.25|montre
I’angle de frottement d’interface ¢ig moyen obtenu, calculé par I’extérieur (Eq. IZ et par I’'in-

térieur (Eq. [F25).

Par ailleurs, plus I’angle de frottement local est élevé, plus 1’écart entre le calcul par I’exté-
rieur et par I’intérieur est élevé. Il peut atteindre 5° et rend compte de la forte hétérogénéité de
comportement a I’intérieur de la boite. Nous préférons ici utiliser le calcul par I’intérieur qui
semble mieux refléter les phénomenes se produisant effectivement entre le remblai et la paroi
de blocs.

On notera qu’un angle de frottement local égal a zéro correspond a un comportement ou la
résistance de I'interface n’est due qu’a des effets de géométrie : 1’effet conjoint de la taille et
forme des particules du remblai et de la macro-rugosité des blocs. On notera que I’angle de
frottement d’interface au pic est alors élevé et proche de 33°.

En observant les trois valeurs de (])l.l testées, la Figure montre que le comportement d’in-
terface rugueux supposé par Colas et al. pour les calculs menés par ces auteurs ((Dl-g =37,7°)
peut étre obtenu avec 1’angle de frottement local d’interface q)il =25°.

Nous comparons alors ce résultat avec celui issu d’un essai CNS. En considérant une élas-
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ticité unidimensionnelle, la rigidité CNS kcns est définie par I'Eq. Le module d’élasticité
pour les parametres locaux choisis est d’environ 30 MPa. Ceci correspond a la valeur du mo-
dule d’élasticité mesurée dans 1’essai biaxial pour le jeu de parametres locaux choisis dans cette
étude. Pour une largeur de remblai mobilisé de [p=2 m, kcng vaut alors 15 MPa/m.

Ac E

kens = — = — 2.3
NS = o (2.3)

La Figure a,b) montre le modele de cet essai, ol entre le remblai et la paroi, on crée :
(1) un cluster de disques représentant une plaque rigide (2) des disques supplémentaires entre
la plaque et le bati rigide. La rigidité constante est introduite par un systeme composé de plu-
sieurs séries de ressorts comme montré dans la Figure [2.26c. Les rigidités k; et k représentent
respectivement les contacts linéaire disque-disque et disque-paroi :

kq

k= > 2.4)
ky = —2 2 2.5
2 kit k) (2.5)

Avec : k; la rigidité normale associ€e a un disque et k, celle associée a la paroi. La rigidité
normale représentant la condition aux limites est alors définie par :

kyk
kcp =N P 2.6
CL {kd Tk } (2.6)

Ou : N le nombre de disques intermédiaires.

On choisira dans la simulation N = 6. Dans le cas unidimensionnel, on trouve la relation
entre k¢, et keng comme suivant :

E F
—A=— k A=k 2.7
o Al — kcns CL (2.7)

En injectant I’Eq. 2.6] dans I’Eq. pour une telle valeur de rigidité constante souhaitée, il
suffit de déterminer la rigidité du parois k, avec la formule suivante :

_ kCNS .A.kd
P N kg —3kens A

(2.8)
La surface A correspond a la largeur de la boite, soit 90 cm.

Suite a quatre simulations différentes pour cet essai CNS (tirages des particules différents
pour remplir la boite), I’évolution de I’angle de frottement d’interface q)ig moyen au cours de
I’essai CNS est montrée dans la Figure Cette figure indique que la valeur de ¢F issue de
I’essai reste toujours dans I’ordre de grandeur souhaité, méme si supérieur a la valeur visée.
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FIGURE 2.26: Modele de I’essai de cisaillement direct d’interface CNS : (a) Vue générale (b)
Systeme a rigidité constante (c) Ressorts en série entre remblai et paroi.
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FIGURE 2.27: Evolution de I’angle de frottement global d’interface q)f lors de I’essai CNS
avec ¢)il = 25° mesuré dans la premiere couche de mesure .

2.3.3 Bilan

N’ayant pas d’information sur le comportement de I’interface mur-remblai utilisée dans leurs
expériences, Colas et al. ont supposé que 1’angle de frottement de cette interface rugueuse était
similaire a I’angle de frottement interne du remblai, soit 37,7°. On estime la rugosité normalisée
de I'interface a une valeur de I’ordre de 1,5. Pour la modélisation DEM, I'identification des pa-
rametres locaux est faite en simulant des essais de cisaillement direct d’interface de type CNL.
On notera que la densité et la granulométrie du matériau granulaire de I’interface sont dictés par
le remblai. On choisira une loi de contact linéaire entre les grains du remblai et les blocs du mur.

Les différents parametres a identifier sont alors les rigidités normale et tangentielle au contact
et I’angle de frottement local. On choisira les mémes rigidités des objets que celles prises pour
le contact grain-grain du remblai, soit 1.10% Pa (donnant une rigidité de contact de 5.107 Pa).
Une étude paramétrique a permis de définir I’angle de frottement local q)il qui est de I’ordre de
25° afin de trouver un angle de frottement d’interface de 1’ordre de 37,7°.

2.4 Simulation numérique de la rupture en déformation plane

2.4.1 Sollicitation : poussée hydrostatique

En premier lieu, nous validerons les essais expérimentaux a I’échelle 1 réalisés par Ville-
mus et al. ou le chargement est composé d’une poussée hydrostatique. Ce type de simulations
permettra de valider le modele de mur en supposant que la sollicitation in situ sur le mur n’a
qu’une composante horizontale. Cela veut dire que 1’on néglige le frottement ayant existé entre
la bache contenant I’eau et le mur d’une part mais aussi le mouvement du mur avant rupture qui
est vertical et supposé vertical durant tout 1’essai sauf au moment de la rupture.
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FIGURE 2.28: Géométrie de deux modeles PFC2D de murs testés par Villemus et al. : (a) Vlc
(b) V3c.

La Figure [2.28] montre un exemple de deux modeles de murs testés par Villemus et al. et
construits avec PFC2D : le mur V1c (2 m de hauteur) et le mur V3c (4 m de hauteur). Confor-
mément aux conditions aux limites de 1’expérience, la premiere rangée de blocs, a la base, est
fixée. Ces modeles ont été construits respectivement a 1’aide de 7 089 disques et de 27 400
disques. Chaque bloc du mur a une hauteur de 12,5 cm et une largeur (dans le plan) de 30 cm
qui sont les dimensions représentatives des blocs utilisés in situ. Ces blocs seront construits a
I’aide d’environ 160 disques (blocs évidés). Le jeu de parametres locaux est celui identifié dans

la partie

Le chargement hydrostatique est appliqué sous la forme d’une distribution linéaire d’efforts
ponctuels directement sur les disques formant les blocs de la paroi amont du mur. La sollicita-
tion est incrémentée progressivement au rythme d’un incrément de 1% de la hauteur du mur, et
ce jusqu’a la rupture. La Figure 2.29|montre le chargement hydrostatique du mur V4c pour trois
niveaux de chargement. Les vecteurs forces resteront horizontaux, selon 1’hypothese énoncée
au début de cette partie. Cette hypothese est conservatrice puisque la composante tangentielle
du chargement est stabilisatrice.

Deux criteres sont évalués au cours de la simulation : un critere de stabilité qui permet de
poursuivre le chargement du mur et un critere de rupture, qui indique que la rupture du mur a
été atteinte. Pour une hauteur de sollicitation inférieure a 1 m (entre H,,/3 et H./2), le systtme
est considéré stable si la force de déséquilibre moyenne F est inférieure a 1.10~> N. Un critére
plus strict de 1.1073 N est utilisé pour une hauteur de chargement supérieure. L’ incrément de
chargement correspond a 1% de la hauteur du mur. Si le critere de stabilité n’est pas atteint, un

64



Chapitre 2. Rupture en déformation plane : approche discrete pure

(a)

FIGURE 2.29: Chargement hydrostatique du mur V4c : (a) A, = 0,6 m (b) h, = 1,2 m (¢)
hy = her = 1,8 m.

TABLE 2.2: Hauteurs critiques de chargement trouvées lors de la simulation des expériences de
Villemus et al. : chargement hydrostatique.

Hauteur du mur 2 (m) | 2,0 1,95 4,0 2,0 4,25
Mur Vic V2c Vic Vic V5s

Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Simulation DEM 1,89R | 1,88R | 3,54G | 1,87R | 3,77R

Erreur relative 9% 6% 5% 2% 4%

R=Renversement, G=Glissement
1 Avec I’'incertitude +0,5%h.

critere de rupture fond€ sur I’énergie cinétique est évalué. Si1’énergie cinétique pour I’ensemble
des blocs du mur pendant dix mesures successives (espacées de 500 pas de calcul chacunes) est
supérieure a 1.10737J, le mur est considéré en rupture.

Le mode de rupture trouvé dans tous les cas (sauf pour le mur V3c) lors des simulations
est un mode de rupture par renversement, ce qui n’a pas été le cas lors des expériences in situ
(Tableau[2.2). Ceci est peut &tre dii a I’hypothese de sollicitation horizontale dans le modele qui
privilégie le mode de rupture par renversement. Ce mode de rupture est montré dans la Figure
[2.30] ot la partie supérieure du mur (AECD) tourne de maniére rigide autour du point A sur le
coin quasi immobile ABE.

Le Tableau [2.2] dresse une comparaison entre la hauteur de critique de chargement a la rup-
ture trouvée par les simulations et le résultat trouvé par Villemus et al. au cours de la campagne
expérimentale. Le tres bon accord de la hauteur critique trouvée par les simulations, avec une
erreur relative inférieure a 9%, montre la capacité du modele DEM a modéliser le comportement
réel des MSPS. La complexité d’assemblage des blocs dans le mur réel, qui n’est pas traduite
dans ce modele 2D n’a que tres peu d’influence sur la hauteur critique, tout comme la géométrie
des blocs qui ici a été modélisée approximativement. Nous étayerons ce propos au chapitre[3.2.2]
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FIGURE 2.30: Rupture 2D par : (a) Renversement (mur Vlc) (b) Glissement (mur V3c).

La Figure @ montre I’évolution du chargement /ey, (hauteur du niveau d’eau a une étape
du chargement) normalisé par /4 la hauteur du mur en fonction du déplacement horizontal Au de
la couronne du mur, normalisé par la hauteur /2 du mur. Cette figure révele une rupture fragile
avec un systeme capable de se déformer avant rupture, ce qui est typique de ce type d’ouvrage.

2.4.2 Sollicitation : poussée d’un remblai

Une modélisation de la rupture des MSPS testés par Colas et al., due a la poussée excessive
d’un remblai est proposée. Pour cette modélisation, on utilise des blocs de 12 cm de hauteur et
33 cm de largeur, dimensions réprésentatives des blocs utilisés in situ. Chaque bloc est construit
avec environ 170 disques (blocs évidés). Le systeme complet (mur-remblai) est composé d’en-
viron 65 000 disques. Le jeu de parametres du modele est celui identifié dans la partie [I.4]
Contrairement aux modeles sollicités par la charge hydrostatique, ici la premiere rangée de
blocs n’a pas été fixée dans les expériences de Colas et al.. Le frottement entre cette rangée de
blocs et la base fixée du mur est pris égal a I’angle de frottement bloc-bloc.

Le remblai est construit par dépdt sous gravité. Il est construit par couches de 15 cm jusqu’a
mi-hauteur du mur et par la suite par couches de 10 cm, soit une hauteur un peu inférieure a
celle d’un bloc du mur. Tout d’abord, les particules nécessaires a la construction d’une couche
sont générées dans une boite génératrice de largeur 2,5 m et sont ensuite lachées sur le remblai
déja formé. L’ angle de frottement local est temporairement mis a 15,6° afin d’obtenir une poro-
sité finale de 0,22. Les particules roulent sur la pente et se stabilisent progressivement. L’angle
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FIGURE 2.31: Relation entre chargement normalisé€ (/. /5,) et déplacement horizontal
normalisé Au/h de la couronne du mur ; simulations, cas du chargement hydrostatique.

de frottement local grain-grain est alors remis a 45° (voir partie[I.4)), qui est la valeur nécessaire
a I’obtention de I’angle de frottement au pic de 37,7°. La pente du remblai étant supérieure a
la valeur trouvée de 32° lors des expériences, cette dernicre est reprofilée avant de recevoir la
couche de matériau suivante.

Le remblai étant en interaction avec le mur, I’équilibre du remblai dépend aussi de I’équilibre
du mur et de son mouvement. Pour accélérer le processus de stabilisation du systeme remblai -
mur dans son ensemble, une procédure optimisant les temps de calcul a été construite. On utilise
alors deux clients PFC, le premier est utilisé pour faire 1’équilibre du systeéme dans son entier,
le deuxieme servant uniquement a la stabilisation du remblai. Plus précisément, les étapes de
calcul sont :

— Construction du mur : Le mur est construit et stabilisé.

— Détection de la face amont du mur et des particules du remblai en contact avec le mur. Les
disques de la paroi amont du mur et d’une couche superficielle du remblai en contact avec
le mur sont envoyés au deuxieme client.

— Deuxieme client : Reconstruction de la face du mur et des particules du remblai en contact
avec le mur. La face du mur est immobilisée (voir Figure[2.32(a-b)).

— Construction d’une couche pour le remblai et stabilisation du remblai (voir Figure[2.32).

— Envoie de I’'information relative aux grains en contact avec le mur (position et efforts) vers
le premier client (voir Figure[2.324d).

— Premier client : Avec ce nouveau systeme d’effort sollicitant, stabilisation du mur et test
d’un critere de stabilité pour identifier la rupture du mur.

Comme pour la simulation du mur chargé par une poussée hydrostatique, on évalue d’abord
la stabilité du systeme mur-remblai puis le critere de rupture. Nous avons choisi d’utiliser la
force déséquilibre moyenne F; sur tout ce systéme comme critere de stabilité. Tant que la hau-
teur du remblai est inférieure a 1,5 m (environ H,,/2), le systtme mur-remblai est dit stable si
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FIGURE 2.32: Principe de génération d’une nouvelle couche de remblai dans le modele discret
pur : (a) Mur C2si avec hy = 1,31 m (b) Reconstruction de la face du mur et remblai (c)
Génération des grains dans le deuxieme client (d) Une nouvelle couche de grain est générée
dans le premier client.
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FIGURE 2.33: Mode¢le de mur C2si juste avant la rupture, avec h.,=2,41 m.

F;<5.1072 N, ce qui correspond 2 une condition de stabilité relichée. Lorsque la hauteur du
remblai dépasse 1,5 m, le critere qualifiant la stabilité est durci : Fy < 1.10~2 N. On considere
que la rupture du mur est atteinte si la mesure de I’énergie cinétique du mur pendant 10 mesures
successives (espacées de 500 pas de calcul chacunes) est supérieure 2 10~! J. Une simulation
nécessite un temps de calcul important, typiquement 2,5 semaines sur une machine Intel Xeon
CPU de 3,2 GHz. Le relachement du critere tant que la hauteur du remblai est loin de sa hauteur
critique est ainsi rendue nécessaire.

A titre d’illustration, la Figure[2.33]montre le systeme mur-remblai du modéle C2si dans son
état juste antérieur a la rupture. Il faut noter que les hauteurs du remblai pour les murs C3sp et
C4cp ont été trouvés dans les expériences de Colas et al. supérieures a la hauteur du mur. Pour
cela, une colonne de disques est donc ajoutée en téte de mur, "collés" avec le bloc en téte de
mur sur la face amont du mur. Cette solution simule le dispositif expérimental qui avait da étre
rajouté in situ. Le mode de rupture de ce mur, obtenu par la simulation, est du type renversement
(Figure 2.34) qui a été aussi systématiquement trouvé lors des expériences. Une comparaison
du profil de déplacement pour le mur C2si entre le résultat du modele numérique et I’expérience
est montrée dans la Figure [2.35] Dans le modele numérique, la rupture est consommée pour la
hauteur critique de 2,4 m.

On donne dans le Tableau I’ensemble des résultats des simulations obtenues en corres-
pondance avec les résultats de la campagne d’essais effectués par Colas et al. On donne le
résultat obtenu pour deux tirages différents pour la génération du remblai. Comme le mur est
sollicité par couches successives de 10cm, le résultat est donné avec une incertitude de Scm.
En sachant qu’il existe une variabilité de comportement local essentiellement dans le remblai et
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FIGURE 2.34: Rupture en déformation plane par renversement pour le modele de mur C2si.
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FIGURE 2.35: Profil de déplacement de mur C2si : (a) Modele numérique (b) Expérience.
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Chapitre 2. Rupture en déformation plane : approche discrete pure

TABLE 2.3: Hauteurs critiques de chargement trouvées lors de la simulation des expériences de
Colas et al. : chargement dii a un remblai.

Hauteur du mur 4 (m) 2.5 2.5 2.5
Mur C2si C3sp Cdcp
Expérience 2,3G/R 2, 78R 2,72R
) ) (1)2,46R | (1)2,68R | (1)2,53R
Simulation DEMY (2)2,38R | (2) 2,72R | (2) 2,63R
) (1) 7% (1) 4% (1) 7%
Erreur relative 2) 3% (2) 2% 2) 3%

R=Renversement, G=Glissement
1 Avec I'incertitude £5 cm.

I’interface, autant dans la simulation que dans les essais in situ, une erreur relative simulation-
expérience inférieure a 7% indique le bon choix méthodologique et une bonne identification des
parametres locaux utilisés dans 1’approche DEM pour le systeme sol-mur.

La Figure montre 1’angle de frottement d’interface mobilisé calculé directement pour
les contacts mur-remblai. La forte fluctuation du frottement est toujours apparente au cours du
chargement. Celle-ci est actuellement la limite d’un modele 2D, dont le probleme est attribué

aux raisons suivantes :

— Le nombre de contact limité a 1’interface (voir Figure [2.37).
— L’enchevétrement des grains (voir Figure [2.36)).
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FIGURE 2.36: Frottement d’interface calculé dans des contacts mur-remblai : (a) iy, = 0,75 m
(b) hy=1,6 m (c) hy =2,4 m.
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Chapitre 2. Rupture en déformation plane : approche discrete pure

Mur Remblai
3P CEReST R

enchevétrement

FIGURE 2.38: Enchevétrement de grains dans des contacts a I’interface mur-remblai.

2.4.3 Conclusion

L’analyse des résultats obtenus pour les modeles numériques de mur chargés par une poussée
hydrostatique et par la poussée d’un remblai conduit & une erreur relative inférieure a 9% et 7%
respectivement par rapport aux résultats expérimentaux obtenus par Villemus et al. d’une part et
Colas et al. d’autre part. Ils montrent le bon accord entre expérience-simulation, validant et I’ap-
proche DEM en tant que telle et 1a méthodologie choisie pour déterminer les parametres locaux.

La forte dispersion de I’angle de frottement au pic, que ce soit pour le remblai ou pour I’in-
terface mur-remblai, oblige a effectuer au moins deux calculs pour évaluer son impact. Elle
donne un écart sur la hauteur critique de 1’ordre de 5%, ce qui pourrait étre la valeur maximale
attendue dans I’expérience réelle.

Des calculs non montrés ici suggerent que le comportement post pic du remblai puisse étre
important pour la rupture. Le modele numérique conduit a un radoucissement excessif qui a
tendance a induire un écoulement du matériau remblai supérieur a la réalité, facilitant ainsi la
rupture. Nous avons vu néanmoins qu’il est difficile d’augmenter la rapport d’allongement des
particules du remblai qui aurait limité I’effet du radoucissement.

Méme si cette méthode discrete pure produit des résultats de treés bonne qualité, la simulation
a besoin d’un temps de calcul important. En négligeant le temps requis pour déterminer les pa-
rametres locaux du modele, la rupture des murs chargés avec le remblai a besoin d’environ 2,5
semaines. Pour cette raison, dans le chapitre suivant, nous montrerons comment utiliser une mé-
thode DEM-continuum pour aller plus loin, notamment pour réaliser des études paramétriques.
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Chapitre 3

Rupture en déformation plane : approche
discrete-continue

L’approche discrete pure permet de mieux appréhender les parametres physiques liés au rem-
blai influencgant le processus de rupture, cependant elle nécessite un temps de calcul important.
Si le but est d’étudier le comportement du MSPS lui-méme et non pas le remblai, on peut uti-
liser une approche discrete-continue : le mur est modélisé par des blocs discrets et le remblai
idéalisé par un modele continu. C’est une méthode utilisée dans la plupart des études existantes
sur le MSPS [64} [71].

Pour construire ce type de modele, deux voies peuvent étre explorées : (1) Réaliser le cou-
plage de deux logiciels, I'un discret et I’autre continu ; (2) Utiliser un logiciel intégrant direc-
tement cette approche. Dans ce chapitre, nous donnerons d’abord les éléments pour réaliser le
couplage entre les codes PFC2D et FLAC (approche 1). Ensuite, le développement d’une étude
paramétrique sera effectué en utilisant le logiciel UDEC (approche 2). La validation des mo-
deles est toujours basée sur les expériences menées par Villemus et al. [[167] ou le chargement
est constitué par une poussée hydrostatique et Colas et al. [43] ou le chargement du mur est
réalisé par un remblai.

3.1 Couplage de deux codes

Pour le MSPS, les données géométriques et les parametres mécaniques sont ceux déja iden-
tifiés au chapitre [I] et le code utilisé pour créer ce systeme sera celui utilisé précédemment
(PFC2D, code ITASCA). Le remblai est modélisé par un modele continu dans le logiciel FLAC
(Fast Lagrangian Analysis of Continua). C’est un logiciel (code ITASCA) basé sur une ap-
proche de différences finies explicite. La loi de comportement choisie pour le remblai est le
modele élastique-parfaitement-plastique de Mohr-Coulomb, avec les parametres mécaniques
donnés dans I’essai triaxial de Colas et al., soit : (1) Module de compressibilité¢ K = 55 MPa (2)
Module de cisaillement G = 38 MPa (3) Angle de frottement au pic ¢Sgp =37,7° (4) Angle de
dilatance ¥ = 8° pour o,.=35kPa.

Le défi de cette simulation numérique reste actuellement dans I’interface mur-remblai. Le
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/

& L >

Mur (PFC) ~ Remblai (FLAC)

FIGURE 3.1: Principe de couplage sans recouvrement au niveau de 1’interface mur-remblai.

couplage des codes s’effectue au niveau de I’interface mur-remblai (voir Figure [3.1)) ce qui
pose la question suivante : Le modele de la face du mur en contact avec le remblai conserve sa
macro-rugosité et cette technique de couplage ne peut pas garantir I’angle de frottement d’in-
terface souhaité de ¢f = 37,7°.

Il est alors préférable que le couplage discret continu s’effectue au sein méme du remblai et
une certaine bande verticale de particules discretes est créée entre le mur et le remblai continu
(=~ 20D5( de largeur). L’échange d’information entre les deux logiciels est fait par la tech-
nique de couplage sans-recouvrement (voir Figure [3.2)). La Figure montre le schéma de
couplage PFC2D-FLAC utilisé. La simulation est faite tour-a-tour, ou a chaque cycle de calcul,
FLAC envoie la vitesse d’un nceud vers PFC2D et ce dernier va renvoyer I’information rela-
tive a la force de déséquilibre vers FLAC. Le transfert de données utilise une fonction interne
de PFC2D/FLAC. Les parametres mécaniques utilisés pour les grains discrets du remblai sont
ceux identifiés dans le chapitre [2|

A titre d’exemple, la Figure montre le modele de mur C2si, modélisé avec le couplage
PFC2D-FLAC. Le chargement est fait par étape, c’est-a-dire que le poids du systeéme continu
est activé couche par couche (en méme temps que le dépots des particules du remblai) jusqu’a
la rupture du mur. Pour ce mur, on trouve une hauteur critique 4., de 2,33 m, ce qui est en bon
accord avec le résultat de la simulation de I’approche discrete pure. Le temps de calcul typique
pour les systemes mur-remblai modélisés est par couplage PFC2D-FLAC d’environ deux jours.
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\

~— 4
< } } >
\/M'ur (PFC) Interface (PFC) Remblai (FLAC)

FIGURE 3.2: Principe de couplage sans recouvrement dans le corps du remblai.
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FIGURE 3.3: Schéma de couplage PFC2D-FLAC.
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FIGURE 3.5: Principe de construction d’'un MSPS sous UDEC.

3.2 Modeéele discret-continu : simulation par UDEC

Comme vu, la méthode discrete-continue est beaucoup plus rapide que la méthode discrete
pure, pourtant en termes d’efficacité, le couplage ne pourra pas étre aussi performant que s’il est
réalisé au sein d’'un mé€me logiciel car cette méthode évitera I’ouverture de fichiers et 1’écriture
consommatrices de temps de calcul. On a choisi alors d’utiliser le logiciel UDEC (Universal
Dinstinct Element Code, code ITASCA).

Le principe de calcul sous UDEC est :

— Le systeme peut tre composé de sous-systemes (discrets) rigides ou déformables ;

— D’interaction entre les sous-systeémes met en jeu une loi mécanique écrite au contact entre
les éléments discrets (cf. Annexe[D) ;

— L’équation du mouvement est écrite pour I’ensemble du systeme. I1 s’agit d’une équation
dynamique, explicite par différences finies, résolue apres avoir réactualisé les valeurs des
actions issues du pas de calcul précédent.

Les blocs (ou sous-sytemes) dans UDEC sont polygonaux et ils peuvent étre construits : (1)
individuellement en précisant les nceuds de chacun des blocs ou (2) par découpage d’un gros
bloc. Nous avons choisi de construire le MSPS par la deuxiéme technique. La Figure[3.5/montre
le principe de construction du MSPS.

Contrairement au modele mur-remblai construit au chapitre 2] la géométrie d’un bloc est
du type quasi polyhédrique sans rugosité géométrique et les lois de contact bloc-bloc, contact
qui est déformable, ou de I’interface mur-remblai sont des lois moyennées. Ainsi, par exemple,
pour I’interface mur-remblai, I’information attendue pour I’angle de frottement de 1’interface
correspond a 1’angle de frottement global ¢)ig supposé égal a 37,7°.
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plan
direction de

direction de cisaillement

cisaillement

(a) (b)

FIGURE 3.7: Types de contact dans UDEC : (a) Coin-Plan (b) Coin-Coin.

Les blocs discrets sont dits quasi polyhédriques car ils présentent des arétes arrondies cor-
respondant a 1’écrasement du coin du bloc. Le coin arrondi a un rayon r, défini a partir de la
longueur arrondie d qui est une constante (voir Figure [3.6). On utilise pour d la valeur par dé-
faut, égale a 1% de la longueur du coté du bloc représenté. Cette forme arrondie n’intervient
que dans la détection et le calcul des contacts. La masse du bloc par exemple, est calculée sur
la base de I’aire totale du bloc non-arrondi.

Il existe trois types de contacts possibles entre éléments :

— Coin-Plan (corner-edge) : La direction du vecteur de contact est la normale a la surface
du plan. Le contact est situé a I’intersection entre le plan d’un bloc et le vecteur de contact
passant par le centre de courbure du coin (voir Figure [3.7h).

— Coin-Coin (corner-corner) : Le contact coin-coin est défini par le centre de courbure vis-
a-vis de deux coins de blocs en contact (voir Figure[3.7b).

— Plan-Plan (edge-edge) : Ce type de contact est trait€ comme un contact coin-plan multiple,
donc en réalité tout contact est soit du type coin-plan soit coin-coin. La Figure [3.8|illustre
I’arrangement des blocs pour un mur et le type de contacts existant dans un état non chargé.

Les blocs sont modélisés comme étant des solides rigides a contact déformable. La loi de

contact choisie pour ces contacts (ou joints) est la loi de Coulomb. La relation contrainte-
déplacement dans la phase élastique met en jeu des rigidités normale K,, et tangentielle Kj.
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FIGURE 3.8: Contacts entre bloc dans le mur V3c.

Contrairement au modele précédent de PFC, la rigidité de contact n’est pas déduite de la rigi-
dité des objets. On choisira une rigidité normale et tangentielle de contact de 108 Pa/m.

3.2.1 Sollicitation : poussée hydrostatique

Les expériences de Villemus et al. (poussée hydrostatique) sont d’abord modélisées par cette
approche discrete-continue sous UDEC. Les parametres mécaniques et géométriques sont dé-
crits dans la partie La taille de bloc choisie est 12,5 cm de hauteur et 30 cm de largeur. On
rappelle que la premiere rangée de blocs des MSPSs a été fixée, conformément a I’expérience.
Le mur est alors chargé par une poussée hydrostatique (pression triangulaire horizontale) crois-
sante par un incrément égal a 1% de la hauteur du mur. La Figure [3.9) montre les murs V2c et
V5s de Villemus et al. modélisés par une approche discrete-continue et sollicités par une pous-
sée hydrostatique.

Comme indiqué dans le chapitre précédent, deux criteres sont utilisés au cours du charge-
ment progressif : un critere de stabilité et un critere d’arrét-rupture. Seul un critere basé sur
I’énergie cinétique, qui a néanmoins 1’inconvénient de fluctuer plus que d’autres quantités, sera
utilisé ici. En effet, contrairement a PFC2D, UDEC ne donne acces qu’a la force de déséquilibre
maximale qui est trop discriminante pour le systeme étudié€. Pour une hauteur de chargement
inférieure a 40% de la hauteur de mur, le critere de stabilité basé sur I’énergie cinétique du mur
est atteint lorsque I’énergie cinétique instantanée du mur est inférieure a 1.1072 J, puis 1.1073J
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FIGURE 3.9: MSPS chargés par une poussée hydrostatique et modélisés par I’approche
discréte-continue : (a) Mur V2c¢ (b) Mur V5s.

pour des hauteurs de chargement supérieures. Si 1’énergie cinétique du mur est inférieure a ces
valeurs, le chargement est incrémenté. Pour le critere d’arrét, on utilise une valeur de 1’énergie
de 1.1072 J. Si I’énergie cinétique du mur dépasse cette valeur pendant dix mesures successives

(espacées de 1000 pas de calcul chacunes), la simulation est arrétée.

Le Tableau [3.1jmontre la comparaison des résultats expérience-simulation en termes de hau-
teur critique de sollicitation. On notera que 1’erreur relative est inférieure a 9% et en moyenne

de méme qualité que celle trouvée par une approche discrete pure. Cependant, ici les temps de
calcul ont été fortement réduits : 5 min au lieu d’une dizaines d’heures. Par ailleurs, on notera
que les modes de rupture trouvés par la simulation sont plus conformes avec ce qui a été trouvé
lors des expériences. On peut penser que cela provient du traitement du contact bloc-bloc au

moment de la rupture. Il semble que le mode de rupture dans les expériences soit souvent a la
limite du mode renversement-glissement. Le contact coin-coin dans UDEC semble au moment,
de la rupture, faciliter le transfert d’un mode renversement naissant vers un mode de rupture en

glissement, ce que ne permettait pas la loi smooth joint dans PFC2D.

Ces résultats de bonne qualité alors que seule la géométrie générale du mur et 1’utilisation
de blocs de taille standard ont été considérés semblent indiquer que certains parametres n’in-
fluencent qu’a I’ordre 2 la rupture des murs de soutenement pour ce type de chargement. On
peut citer : (1) Arrangement des blocs ; (2) Variation de la taille des blocs ; (3) Incertitude sur

I’angle de frottement bloc-bloc ; (4) Porosité du mur.

Pour vérifier cela, on étudie d’abord les deux premiers parametres mentionnés liés a la confi-
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TABLE 3.1: Hauteur critique de chargement trouvées lors de la simulation des expériences de
Villemus et al. : chargement hydrostatique.

Hauteur du mur 4 (m) 2,0 1,95 4,0 2,0 4,25
Mur Vic V2c V3c Vic V5s

Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Simulation DEM+ 1,89G | 1,92R | 3,62G | 1,90R | 3,77R

Erreur relative 9% 8% 7% 0% 4%

R=Renversement, G=Glissement
T Avec I’'incertitude £+0,5%h.

guration/variation géométrique des blocs. Deux types de simulation ont été faits : (1) Utilisation
de longs blocs traversants (through-stone) alternativement pour chaque cinq lits ; (2) Mur avec
blocs d’une taille %1 (6 cm x 15 cm). La Figure montre le mur VS5s originel comparé avec le
mur constitué de blocs traversant et des blocs de taille réduite. Les résultats de ces simulations
sont montrés dans le Tableau On peut résumer ces résultats comme suivant :

— D utilisation de blocs traversant ne semble pas changer la qualité des résultats, ni le mode
de rupture des MSPS.

— Lutilisation de blocs de taille réduite ne semble pas changer la qualité des résultats. Néan-
moins, cela tend a diminuer la hauteur critique de sollicitation. On notera que le mode de
rupture du mur V35s (glissement a la place de renversement) devient compatible avec celui
trouvé expérimentalement.

Ensuite, d’autres simulations ont été menées pour étudier 1’effet de 1’incertitude sur 1’angle
de frottement d’interface bloc-bloc gbf . On considérera que I’incertitude de frottement bloc-bloc
ne dépasse pas £3°. Le Tableau [3.3|montre les résultats issus de ces simulations. Tout d’abord,
pour des murs avec le mode de rupture par renversement (V2c, V4c et V5s), I’augmentation de
I’angle de frottement bloc-bloc (+3°) ne change pas la hauteur critique ni son mode de rupture.
En revanche, la diminution de I’angle de frottement bloc-bloc (-3°) va toujours diminuer la hau-
teur critique de la sollicitation. Ici, la diminution de 1’angle de frottement bloc-bloc diminue la
hauteur critique de 1 a 4 % par rapport au cas référence. En conclusion, I’incertitude sur 1’angle
de frottement n’a pas une influence importante sur la hauteur critique de la sollicitation, mais
affecte le mode de rupture dans la plage de valeurs étudiées pour I’angle de frottement.

Dans I’expérience de Villemus et al., tous les blocs utilisés pour la construction des murs
ont été pesés et connaissant le volume du mur construit, la porosité du mur a alors pu étre dé-
duite. Une série de simulations est faite pour étudier I’influence de I’incertitude liée au poids
des blocs. On choisit de modéliser des murs avec 5% de porosité. Colas [43] a indiqué que la
porosité mesurée semble dépendre du matériau pierre utilisé. Dans la campagne expérimentale
de Villemus, la porosité mesurée pour des murs en calcaire varie entre 23% a 27%. Le résultat
de cette série de simulations est montré dans le Tableau [3.4] Il est clair que la résistance de
MSPS indiquée par la hauteur critique de chargement a une relation directe avec la porosité du
mur : I’augmentation de la porosité d’'un mur diminue la hauteur critique et inversement. Une
variation de porosité de 5% peut induire une variation de hauteur critique de chargement de 4%.
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FIGURE 3.10: Comparaison du modele de mur V35s avec : (a) Bloc moyen compatible avec
I’expérience (b) Mur avec de longs blocs traversants (c) Bloc de taille réduite.

TABLE 3.2: Hauteur critique des murs chargés par la poussée hydrostatique, avec : une taille
réduite de blocs et I'utilisation de longs blocs traversants.

2,0 1,95 4.0 2,0 4,25
Vic V2c V3c Vic V5s

Hauteur du mur 4 (m)

Mur

Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Simulation DEM (originale)f 1,89G | 1,92R | 3,62G | 1,90R | 3,77R
(Voir Figure 3.]@1)

Simulation DEM (blocs traversants)¥ 1.87G | 1.92R | 3.62G | 1.90R | 3.86R

(Voir Figure )

Erreur relative

SlmulaFlon DEM (taille réduite de blocs) 179G | 1.80R | 3.42G | 1.78R | 3.59G
(Voir Figure )

Erreur relative

7% 8% 7% 0% 7%

3% 1% 1% 6% 1%

R=Renversement, G=Glissement
T Avec I’incertitude £0,5%h.
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Chapitre 3. Rupture en déformation plane : approche discrete-continue

TABLE 3.3: Hauteur critique pour la sollicitation des murs chargés par la poussée
hydrostatique : Etude de I’incertitude sur 1’angle de frottement bloc-bloc q)f .

Hauteur du mur 4 (m) 2,0 1,95 4,0 2.0 4,25
Angle de frottement entre blocs ¢,§ ) 36 36 36 36 28,5
Mur Vic V2c V3c V4c V35s
Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Simulation DEM (originale)f 1,89G | 1,92R | 3,62G | 1,90R | 3,77R
Simulation DEM ((/)f -3°)F 1,81G | 1,90G | 3,46G | 1,89G | 3,73G
Différence relatived -4% -1% -4% -1% -1%
Simulation DEM (¢,§ +3°)F I,9IR | 1,92R | 3,62R | 1,90R | 3,77R
Différence relatived +1% 0% 0% 0% 0%

R=Renversement, G=Glissement
1 Gain (+) ou perte (-) d’hauteur critique relative aux résultats de simulation originale.
T Avec I’incertitude £0,5%#h.

La modélisation de MSPS chargée par la charge hydrostatique montre que les résultats trou-
vés sont bien en accord avec I’expérience a 1’échelle 1 et de qualité similaire a ce qui avait été
obtenu par I’approche discrete pure. Une étude paramétrique montre que ni I’arrangement des
blocs, ni la taille des blocs ne change la qualité des résultats. L’incertitude sur I’angle de frotte-
ment bloc-bloc de I’ordre de 3° ne semble aussi pas affecter la qualité des résultats.

La donnée de la porosité d’un mur n’est toujours pas disponible pendant la construction d’un
ouvrage. Si I’ouvrage est construit selon les usages par des professionnels, on pourra se référer
a ce qui a été trouvé par Villemus et al., issus de leurs travaux. La porosité moyenne est de 24%
pour le calcaire de Saint-Gens et 32% pour le schiste de Saint-Germain de Calberte. Une étude
sur I’incertitude de la porosité a été menée. L.’ augmentation ou la diminution du poids du mur
au travers de I’incertitude sur la porosité de 5% a un effet direct sur la résistance du mur, soit un
gain de +3% ou une perte de 4% de la hauteur critique par rapport a la simulation de référence.

3.2.2 Sollicitation : poussée d’un remblai
Validation d’essais expérimentaux

Dans cette partie, le MSPS, chargée par un remblai, est étudié. La validation de ce modele
est basée sur la campagne expérimentale a 1’échelle 1 de Colas et al. indiquée dans le chapitre
[I] Le systeme global est composé de trois sous-systeémes mécaniques :

— Le MSPS, qui se compose de blocs discrets rigides, a contacts déformables, construit par

la méme technique donnée en Figure [3.5];
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Modélisation du mur de soutenement en pierre seche par une approche discrete

TABLE 3.4: Hauteur critique de sollicitation des murs chargé par la poussée hydrostatique :
Etude de I’incertitude liée a la porosité du mur.

Hauteur du mur 4 (m) 2,0 1,95 4,0 2,0 4,25
Porosité (%) 25 27 24 23 32
Mur Vic V2c V3c Vic V35s
Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Simulation DEM (originale)t 1,89G | 1,92R | 3,62G | 1,90R | 3,77R
Simulation DEM (Porosité -5%) ¥ 1,95G | 1,96R | 3,70R | 1,93R | 3,86R
Différence relatived +3% | 2% | 2% | +2% | +2%
Simulation DEM (Porosité +5%)+ 1,81G | 1,88R | 3,54G | 1,85R | 3,73R
Différence relatived -4% -2% -2% -3% -1%

R=Renversement, G=Glissement
+ Gain (+) ou perte (-) d’hauteur critique relative aux résultats de simulation originale.
1 Avec I’incertitude £0,5%#h.

— Le remblai, milieu continu, est modélisé par des éléments déformables. Le modele de
comportement choisi est élastique-parfaitement-plastique de Mohr-Coulomb ;

— Le transfert d’effort entre le remblai et le mur se fait a travers un élément mécanique «in-
terface».

La Figure [3.11) montre le modele du mur C3sp, chargé par le remblai. L’angle de frottement
bloc-bloc est utilisé pour le contact entre la semelle et la premiere rangée de blocs. Un frotte-
ment nul est appliqué dans les contacts entre les éléments continus du remblai et la paroi/base
fixée. Le maillage du remblai est construit en totalité mais la participation des éléments du
maillage a I’équilibre global se fait progressivement couche apres couche (épaisseur d’environ
10 cm) apres avoir obtenu a chaque fois 1’équilibre du systeme global. En cela, la construction
du remblai suit un processus proche de celui ayant existé lors de 1I’expérience. Pour les murs
C3sp et C4cp, la hauteur du sol est supérieure a la hauteur du mur et un élément sans poids au
toit du mur a été rajouté.

Les propriétés mécaniques de sol sont : (1) Module de compressibilit€ K = 55,39 MPa (2)
Module de cisaillement G = 34,14 MPa (3) Angle de frottement au pic ¢5, = 37,7° (4) Angle
de dilatance ¥ = 8° pour 0,=35 kPa). Les différentes couches de remblai sont séparées entre
elles par des éléments interfaces régis par un modele non-associé de Mohr-Coulomb de proprié-
tés : ¢y =37,7° et C =0 Pa.

L’élément interface entre le remblai et le mur est aussi régi par un modele de Mohr-Coulomb
d’angle de frottement interne 37,7°, conformément a I’hypothese de calcul prise par Colas et al.
pour le calcul a la rupture des murs testés.

86



Chapitre 3. Rupture en déformation plane : approche discrete-continue

Y mannequin de bloc

—p Dlocs (discrets)

remblai (continu)

\ :
\—> semelle (fixée)

FIGURE 3.11: Mode¢le de mur C3sp : poussée d’un remblai.

Tout comme pour le modele de mur chargé par la poussée hydrostatique, on utilise la valeur
limite d’énergie cinétique du mur pour évaluer les criteres de stabilité et d’arrét-rupture. Pour
une hauteur de chargement inférieure a 40% de la hauteur de mur, on prend une valeur limite
de 1’énergie cinétique de 10~ J, puis une valeur plus stricte de 10~ J est utilisée pour les hau-
teurs de chargement supérieures. On prend une valeur de 1073 J pour le critere d’arrét, lorsque
I’énergie cinétique est supérieure a cette valeur pendant dix mesures successives, la simulation
est arrétée.

Les résultats des simulations sont donnés dans le Tableau On trouve un bon accord entre
simulation et expérience, avec une erreur relative inférieure a 7%, ce qui est du méme ordre
de grandeur que celle trouvée pour la modélisation par approche discréte pure. La Figure [3.12]
montre un exemple de la rupture par renversement du mur C4cp. Le temps de calcul requis est
ici entre 2 a 4 heures, ce qui traduit un gain de temps de calcul conséquent par rapport a une
méthode discrete pure.

L’outil de modélisation du comportement des MSPS par approche mixte discrete-continue
chargé par le remblai a été validé. Les résultats sont tres proches de ceux obtenus par I’approche
discrete pure, avec un effort beaucoup moins important de modélisation et des temps de calcul
bien inférieurs. L’ensemble des calculs confirment aussi indirectement les travaux menés par
Villemus et al. et Colas et al. Il s’agit non seulement des expériences menées mais aussi les
calculs d’analyse limite ou les calculs a la rupture qui ont été effectués par ces auteurs.
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FIGURE 3.12: Rupture par renversement du mur C4cp.

TABLE 3.5: Hauteur critique de chargement trouvée lors de la simulation des expériences de

Colas et al. : chargement par un remblai.

Hauteur du mur 4 (m) 2,5 2,5 2.5
Mur Mur C2si | Mur C3sp | Mur C4cp
Expérience 2,3G/R 2, 78R 2,72R
Simulation DEM 2,41R 2,62R 2,52R
Erreur relative 5% 6% 7%

R=Renversement, G=Glissement
1 Avec I’incertitude £5 cm.
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Chapitre 3. Rupture en déformation plane : approche discrete-continue

Influence de la cohésion

Les calculs numériques effectués jusqu’a présent ont été menés avec I’hypothese d’un rem-
blai composé d’un matériau purement frottant, qui était le cas des essais expérimentaux de Colas
et al.. Or, il est rare de rencontrer de tels matériaux in situ, qui possedent une certaine cohésion
(quelques kPa). L’impact de I’intervention de la cohésion dans le dimensionnement des MSPS
est évalué alors que la cohésion n’est pas prise actuellement prise en compte dans les abaques
de conception des murs en pierre seche (c.f. : abaques du guide de bonnes pratiques [56]).

En supposant une rupture des MSPS par renversement ou glissement, on évaluera le poids
des MSPS permettant d’équilibrer la sollicitation déstabilisatrice (moment ou effort) et I’amé-
lioration du coefficient de sécurité lorsque la cohésion du remblai est prise en compte. Deux
cohésions de 2 kPa et 5 kPa sont considérées. Dans le cas avec cohésion de 2 kPa et 5 kPa, di a
la cohésion, une certaine couche superficielle du remblai n’est pas mobilisée et ne sollicite pas
le mur, ce qui correspond respectivement a une épaisseur de 20 cm et 35 cm. Une simulation
avec une cohésion assez élevée (e.g. : 10 kPa) est non pertinente car une grande partie du sol
est alors auto-stable dans la gamme de hauteurs de mur étudiée.

Dans ce calcul, la surface du remblai est supposée horizontale (8 = 0°), la masse volumique
du remblai est prise égale a 1520 kg/m?>, la hauteur critique /4. de 2,5 m et I’angle de frottement
¢ du sol a 30°. Pour le mur, la géométrie correspondant au mur C2si est choisie, ’angle de
frottement bloc-bloc @ sera égal a 25° et la masse volumique apparente du mur égale a 2050
kg/m>. L’angle de frottement de 1’interface mur-remblai est fixé a 30°.

Les calculs seront menés en référence au remblai de cohésion nulle, donnant le poids maxi-
mum du mur capable d’équilibrer I’action du remblai (Figure [3.14)). La méthodologie pour le
calcul est donnée dans la Figure[3.13] La géométrie du mur est d’abord fixée de maniére a juste
équilibrer le poids du remblai purement frottant. Par la suite, pour une cohésion du remblai
fixée, on diminue progressivement la masse volumique du mur (étapes de 50 kg/m> jusqu’a
atteindre la rupture du mur, donnant alors le poids du mur permettant d’équilibrer 1’action du
remblai pour la cohésion considérée. La géométrie du mur associée a une masse volumique de
1520 kg/m? strictement nécessaire pour soutenir le remblai est alors évaluée. Enfin, la valida-
tion de ce systeme est effectuée par une simulation numérique.

La Figure [3.14 montre les trois géométries minimales nécessaires pour soutenir le remblai
avec une cohésion de 0 kPa, 2 kPa et 5 kPa, respectivement. Le Tableau montre les poids
de pierre nécessaires pour équilibrer I’action du remblai. La prise en compte de la cohésion de
2 kPa et 5 kPa, diminue le poids du mur nécessaire de 2,35 t/m a 1,49 t/m et 0,6 t/m respecti-
vement, ce qui est un diminution trés importante. On peut aussi calculer le facteur de sécurité
relatif au renversement (mode de rupture trouvé) en comparant le moment stabilisant requis
pour le mur sans cohésion et le mur avec cohésion. A titre d’exemple, le calcul montre qu’un
MSPS soutenant un remblai de cohésion 2 kPa sans que cette derniere soit prise en compte dans
le calcul conduit a un facteur de sécurité de 2,2, ce qui est conséquent.
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FIGURE 3.13: Méthodologie utilisée dans 1’étude de cohésion.

TABLE 3.6: Volume de pierre nécessaire pour équilibrer la poussée du remblai pour trois
valeurs de cohésion et coefficient de sécurité induit.

Cohésion du remblai (kPa) | 0| 2 [ 5
Largeur du mur a la base /5, (m) 0,528 | 0,363 | 0,191
Poids du mur (t/m) 2,35 1,49 0,6

Différence de poids comparé

avec le modele sans cohésion (%) 0% 37% | T4%

Moment stabilisant (N.m) 6908 | 3157 | 735

Facteur de sécurité vis-a-vis du renversement 1,0 2,2 9.4
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Chapitre 3. Rupture en déformation plane : approche discrete-continue

(a) (b) (©)

FIGURE 3.14: Géométrie minimale requise pour la valeur de cohésion de : (a) C = 0 kPa (b)
C =2KkPa (c) C =5 kPa.

Enfin, trois études paramétriques ont ét€ menées pour étudier I’effet de 1’incertitude de : (1)
L’angle de frottement bloc-bloc ; (2) L’angle de frottement du remblai ; (3) L’angle de frottement
de I’interface mur-remblai sur la rupture du systeme. Pour ces cas, on choisira une incertitude
+3°, comme prise pour le contact bloc-bloc. Les résultats des simulations sont donnés dans le
Tableau 3.8 et 3.9 respectivement. Le gain ou la perte de hauteur critique comparée avec
la simulation de référence est du méme ordre de grandeur pour le remblai ou pour I’interface
mur-remblai. Par contre, I’incertitude de 1’angle de frottement bloc-bloc semble avoir moins
d’influence sur la hauteur critique. L'importance de 1’incertitude sur ’interface mur-remblai
n’était pas attendue si élevée. Le fait que ses propriétés restent difficiles a estimer précisément
in situ reste alors un vrai probleme.

Les simulations de MSPSs chargés par un remblai donnent des résultats qui sont en accord
avec I’expérience. Une étude de I'influence de la cohésion sur la hauteur critique de remblai
montre qu’elle a une forte influence sur la résistance du mur. L’existence d’une faible cohésion
de 2 kPa peut donner un facteur de sécurité vis-a-vis de renversement de 2,2.

Trois séries d’études paramétriques sont faites pour étudier 1’effet de : angle de frottement
bloc-bloc (voir Tableau [3.7), angle de frottement du sol (voir Tableau [3.8)) et angle de frotte-
ment d’interface (voir Tableau [3.9). La simulation montre que I’inexactitude de mesure d’un
parametre ne va pas changer radicalement la hauteur critique du mur. En considérant qu’une
sur-mesure d’un parametre peut €tre récompensée par une sous-mesure d’un autre parametre,
la simulation de référence (originale) montre que les données fournies produisent une bonne
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TABLE 3.7: Hauteur critique de chargement trouvée lors du chargement par un remblai : étude
de I'incertitude sur 1I’angle de frottement bloc-bloc.

Hauteur du mur 4 (m) 2.5 2.5 2,5
Angle de frottement entre blocs ¢f ®) 25 25 35
Mur C2si C3sp | Cé4cp
Expérience 2,3G/R | 2,78R | 2,72R
Simulation DEM (originale)} 2,41R | 2,62R | 2,52R
Simulation DEM (¢} -3°)f 2,38R | 2,62R | 2,52R
Différence relatives -1% 0% 0%
Simulation DEM (¢} +3°)+ 2,44R | 2,63R | 2,52R
Différence relatived: +1% ~0% 0%

R=Renversement, G=Glissement
+ Gain (+) ou perte (-) de hauteur critique relativement aux simulations originales.
T Avec I'incertitude +5 cm.

TABLE 3.8: Hauteur critique de chargement trouvée lors du chargement par un remblai : étude
de I’incertitude sur I’angle de frottement du remblai.

Hauteur du mur 4 (m) 2,5 2,5 2,5

Mur C2si C3sp | C4cp
Expérience 2,3G/R | 2,78R | 2,72R
Simulation DEM (originale)} 241R | 2,62R | 2,52R
Simulation DEM (¢¢ -3°) 2,40R | 2,59R | 2,50R
Différence relativet ~0% -1% -1%

Simulation DEM (¢¢ +3°)t 2,54R | 2,76R | 2,65R
Différence relativet +5% +5% | +5%

R=Renversement, G=Glissement
1 Gain (+) ou perte (-) de hauteur critique relativement aux simulations originales.
T Avec I'incertitude £5 cm.
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TABLE 3.9: Hauteur critique de chargement trouvée lors du chargement par un remblai : étude
de I’incertitude sur 1’angle de frottement de 1’interface mur-remblai.

Hauteur du mur 4 (m) 2,5 2,5 2,5

Mur C2si | C3sp | Cdcp
Expérience 2,3G/R | 2,78R | 2,72R
Simulation DEM (originale)} 241R | 2,62R | 2,52R
Simulation DEM (¢F -3°)f 2,31R | 2,55R | 2,40R
Différence relative -4% -3% -5%

Simulation DEM (¢F +3°)f 2,54R | 2,73R | 2,54R
Différence relative} +5% +4% | +1%

R=Renversement, G=Glissement
1 Gain (+) ou perte (-) de hauteur critique relativement aux simulations originales.
T Avec I’'incertitude £+5 cm.

qualité de résultat.
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TABLE 3.10: Temps de calcul selon les approches : MSPS chargé par la poussée hydrostatique.

Approche | Temps de calcul
Analytique par le calcul a la rupture Instantané
Simulation PFC2D+ 4 a 18 heures
Simulation UDECT ~ 5 minutes

1 Simulé avec Intel Xeon CPU de 3,2 GHz

TABLE 3.11: Temps de calcul selon les approches : MSPS chargé par un remblai.

Approche | Temps de calcul
Analytique par le calcul a la rupture Instantané
Simulation PFC2D+ ~ 2,5 semaines
Simulation UDECT ~ 4 heures

1 Simulé avec Intel Xeon CPU de 3,2 GHz

3.3 Conclusion

Les différentes approches prises dans ce travail pour étudier le comportement des MPSPS
sont comparées dans cette partie pour en tirer des conclusions générales. Ainsi le Tableau
et[3.11]montre la comparaison des temps de calcul moyens selon les trois approches prises pour
simuler les essais des MSPS chargés par de 1’eau ou par un remblai, comme réalisés respective-
ment dans les expériences de Villemus et al. ou Colas et al. L’approche analytique est, de toute
évidence, la plus rapide et conduit a un résultat de bonne qualité. Pourtant, on doit souligner que
I’approche discréte permet de mieux cerner le champ de déplacement du mur et du sol lors du
chargement, tout comme certains phénomenes physiques a prendre en compte pour améliorer
la qualité de la prédiction. On pense notamment a la prise en compte du comportement post pic
pour le remblai.

On doit alors soulever les points suivants :

— Le calcul a la rupture est par principe une approche qui donne une estimation par exces de
la hauteur critique de la sollicitation. Ceci avait été€ retrouvé sauf pour le mur C4cp. C’est
aussi pour ce mur que la modélisation discrete a donné 1’écart avec 1’expérience qui est
le plus élevé. On peut alors se poser certaines questions concernant la représentativité de
I’expérience.

— En général, I’approche discrete pure et discrete-continue donne des résultats d’une qualité
supérieure comparée a I’approche analytique de calcul a la rupture.

— L’approche discrete pure favorise la rupture par renversement, qui est une possible limite
du modele de contact bloc-bloc choisi. Cependant, ne pas retrouver le mode de rupture ne
semble pas affecter la qualité du résultat produit.
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TABLE 3.12: Comparaison entre les résultats produits par 1I’expérience, le calcul analytique et
les simulations : poussée hydrostatique.

Hauteur du mur 2 (m) | 2,0 1,95 4,0 2,0 4,25
Mur Vic V2c V3c V4c VS5s
Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Analytique [47] 1,86G | 1,92R | 3,74G | 1,94R | 3,98G
Erreur relative 7% 7% 11% 2% 11%
Simulation PFC2D{ | 1,89R | 1,88R | 3,54G | 1,87R | 3,77R
Erreur relative 9% 6% 5% 2% 4%
Simulation UDECT 1,89G | 1,92R | 3,62G | 1,90R | 3,77R
Erreur relative 9% 8% 7% 0% 4%

R=Renversement, G=Glissement
1 Avec I’'incertitude +0,5%#h.

TABLE 3.13: Comparaison entre les résultats produits par 1I’expérience, le calcul analytique et
les simulations : poussée due a un remblai.

Hauteur du mur 4 (m) 2,5 2,5 2,5
Mur C2si C3sp C4cp
Expérience 2,3G/R 2, 78R 2,72R
Analytique [47] 2,58R 2,85R 2,67TR
Erreur relative 12% 2% 2%
somtsin ey | (DR 02658 | 025
Erreur relative 8; ;ZZ Eg 3:;5 8; ;Zj
Simulation UDECT 2,41R 2,62R 2,52R
Erreur relative 5% 6% 7%

R=Renversement, G=Glissement
1 Avec I'incertitude £5 cm.
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L’étude sur I’effet de I’incertitude sur 1’angle de frottement bloc-bloc, celui du remblai et
celui I’interface, avec un méme ordre d’incertitude de £3°, indique que ces deux derniers pa-
rametres sont prépondérants par rapport au frottement bloc-bloc. Sachant que I’angle de frot-
tement de I'interface rugueuse mur-remblai peut étre supposé proche de I’angle de frottement
interne du remblai, la bonne qualité de mesure de 1’angle de frottement du remblai est capitale
pour mener un calcul de qualité.

Pour un MSPS congu pour soutenir un remblai avec cohésion, il faut prendre en compte
cette derniere sous peine d’un surdimensionnement conséquent de la structure. Ainsi I’exis-
tence d’une cohésion faible de 2 kPa dans le remblai peut donner un coefficient de sécurité
vis-a-vis du renversement de 2,2 alors qu’il valait 1 en considérant un remblai purement frot-
tant.

96



Chapitre 4

Modélisation de la rupture en mode 3D
complet

La rupture 3D pure releve du probleme des MSPS routiers. Dans ce cas, le MSPS est chargé
par la combinaison de la poussée d’un remblai et de la charge provenant d’efforts concentrés
dus a la présence de véhicules sur la chaussée. Cet effort concentré qui est en fait une pression
s’appliquant sur une surface réduite s’exerce par I’intermédiaire des pneumatiques du véhicule.
Ce chargement, lorsqu’il est excessif, déforme le mur en créant un ventre dans la partie supé-
rieure d’un mur, ce qui releve d’un comportement tridimensionnel pour le MSPS.

L’outil utilisé dans les deux chapitres précédents pour étudier la rupture en déformation
plane ne convient alors pas pour étudier cette pathologie. Ainsi, on utilisera le logiciel 3DEC
(3 Dimensional Distinct Element Code) qui permettra d’effectuer une modélisation 3D de ce
probleme. Une approche discrete-continue est utilisée pour la modélisation du systéeme mur-
remblai. La modélisation de la rupture 3D s’appuiera en partie sur ’expérience a 1’échelle 1
réalisée par Le [96]. Dans cette expérience, le mur, qui est a double-parement (voir Figure
A.1b), est chargé selon plusieurs phases de chargement-déchargement.

Dans ce chapitre, nous ne souhaiterons pas résoudre intégralement le probleme de la rup-
ture 3D dont le traitement dépasse le temps imparti par ce travail de these, mais nous ouvrirons
la voie en indiquant ou se trouvent les problemes numériques et quels sont les facteurs géo-
métriques du mur qui faciliteront sa rupture. Le travail qui est donné ici est donc avant tout
qualitatif.

4.1 Modele discret-continu : validation de I’outil numérique

Le logiciel 3DEC est un logiciel qui utilise 1I’approche aux Eléments Discrets avec les prin-

cipes de calcul suivants :

— Les éléments sont rigides ou déformables, en ce cas-1a, les objets sont maillés. Dans un
systeme, les éléments doivent étre tous de méme nature. Dans le cas d’un systeme mur-
remblai, cela imposera de manipuler des blocs comme des objets déformables, car le rem-
blai est un systeme fortement déformable ;
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FIGURE 4.1: Vues du mur en double-parement de I’expérience de Le [96] : (a) Vue générale
(b) Profil (c) Gonflement du mur apres chargement (d) Partie de mur L1C réparée.
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Chapitre 4. Modélisation de la rupture en mode 3D complet

— L’interaction entre objets met en jeu une loi mécanique écrite au contact entre les éléments,
formulée en termes de contrainte et de déplacement ;

— L’équation du mouvement écrite pour I’ensemble du systeme est une équation dynamique,
explicite, résolue apres avoir reactualisé les valeurs des actions issues du pas de calcul pré-
cédent.

Dans le modele tri-dimensionnel, chaque bloc est défini par ses coins, bords et faces. Il existe
alors six possibilités de contact bloc-bloc : coin-coin, coin-bord, coin-face, bord-bord, bord-face
et face-face. L’efficacité du calcul sous 3DEC est fortement liée a la méthode de détection de
contact utilisée. On trouvera en annexe [E| plus d’informations concernant la technique de re-
cherche de contacts.

Avant de modéliser la rupture 3D pure par un chargement complexe remblai + effort concen-
tré, nous tenterons de retrouver les résultats obtenus pour la rupture en déformation plane, qui
est une rupture 3D particuliere. Nous prendrons alors deux cas de MSPS; I'un parmi ceux
étudiés par Villemus et al. [167] et I’autre parmi ceux étudiés par Colas et al. [43]], qui corres-
pondent aux deux types de chargement que nous avons abordés dans les chapitres [2]et[3]

Ces expériences de rupture en déformation plane sont modélisées en 3D en utilisant un mur
a double parement correspondant au mur utilisé par Le et al. dans leur expérience. En fait, dans
le chapitre précédent, nous avons montré que 1’arrangement des blocs d’'un MSPS a peu d’in-
fluence sur la hauteur critique de chargement pour une rupture en déformation plane.

La Figure 4.2) montre la technique de construction du mur en double parement. Le modele
de MSPS est construit par une technique de découpage de blocs :
En premier lieu, un gros bloc est généré sur la base des données de la section du mur (hau-
teur A, largeur en téte /, fruit aval fi, fruit amont f;, I’inclinaison des joints subhorizontaux
o) et une longueur de mur L souhaitée.
Ce gros bloc est découpé horizontalement en couches (Figure [4.2b).
Chaque couche est divisée en deux pour créer le parement amont et aval (Figure {.2).
Ensuite dans la Figure 4.2d, chaque volume horizonal est sectionnée de maniére réguliere
pour créer des blocs parallélépipédiques.

4.1.1 Chargement par la poussée hydrostatique

Les caractéristiques géométriques et mécaniques des murs que nous avons choisi de modéli-
ser sont donnés dans la partie Nous avons choisi de modéliser un mur de 2 m de longueur,
construit avec des blocs rigides de 12 cm de hauteur et 33 cm de longueur. On rappelle que la
premiere rangée de blocs a été fixée dans I’expérience, ce qui sera aussi fait ici. Le chargement
hydrostatique est appliqué en exercant une pression horizontale sur la face amont du MSPS.
Cette contrainte est triangulaire dans une section verticale du mur avec une intensité maximale
a la base du mur.

Le chargement est fait par incrément de hauteur correspondant a celle d’un bloc. Le critere
de stabilité sur la base de I’énergie cinétique du mur est utilisé. Pour le premier % de la hauteur
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(b)

(c) (d)

FIGURE 4.2: Construction d’un MSPS pour une modélisation 3D : (a) Création d’un gros bloc
(b) Découpage horizontal du gros bloc (c¢) Division en parement amont et aval (d) Découpage
transversal des objets horizontaux.
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Chapitre 4. Modélisation de la rupture en mode 3D complet

(@) (b)

FIGURE 4.3: Rupture d’un MSPS par la poussée hydrostatique : (a) renversement (b)
glissement.

du mur, le systéme est stable si I’énergie cinétique du systéme est inférieure 2 5.1072 J. Ce cri-
tere est resserré a 1.1072 J lorsque le chargement dépasse % de la hauteur du mur. Le critere de
rupture est atteint lorsque de 1’énergie cinétique dépasse 0, 1 J. On rappelle que la simulation est
arrétée si I’énergie cinétique est supérieure a cette valeur pendant dix observations successives.

La Figure §.3] montre deux modes de rupture en déformation plane dans les simulations
chargées par la poussée hydrostatique : renversement (mur V4c) et glissement (mur V3c). Les
hauteurs critiques trouvées par simulation sont données dans le Tableau 4.1 L’erreur relative
avec I’expérience est inférieure a 12%, ce qui est en bon accord avec ce qui a été obtenu précé-
demment avec le code UDEC.

TABLE 4.1: Hauteur critique de MSPS modélisé par 3DEC : chargement hydrostatique.

Hauteur du mur 4 (m) 2,0 1,95 4,0 2,0 4,25
Mur Vic V2c V3c Vic V5s

Expérience 1,74G | 1,78R | 3,37G | 1,90R | 3,62G
Simulation 3DEC 1,94G | 1,95R | 3,69G | 1,93R | 4,06R

Erreur relative 11% 10% 9% 2% 12%

R=Renversement, G=Glissement
1 Avec I'incertitude 6 cm.
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FIGURE 4.4: Etat critique du mur sous le chargement d’un remblai (déplacement multiplié par
un facteur 2).

4.1.2 Chargement par la poussée d’un remblai

Pour valider en premier lieu la capacité du modele 3D a simuler la rupture par la poussée
d’un remblai, on reprend la géométrie du mur C2si, pour laquelle les parametres mécaniques et
géométriques ont été donnés dans la section Le mur est modélisé avec la méme procédure
décrite dans la partie précédente.

Le chargement par le remblai est réalisé par couches successives. Chaque couche a une hau-
teur correspondant a celle d’un bloc. L'interface entre couches est modélisée par un élément
Jjoint avec les parametres mécaniques suivants : I’angle de frottement ¢ = 37,7° et la cohésion
¢ = 0 kPa. La Figure 4.4 montre 1’état déformé de ce mur (I’amplitude du déplacement a été
multipliée par deux). Il faut remarquer que tous éléments du systeme mur-remblai doivent étre
créés des le début du calcul. Les éléments sont activés au fur et a mesure par 1’introduction
de leurs propriétés mécaniques. Dans ce modele, on ne modélise pas 1’élément sans poids au
toit du mur utilisé dans I’approche UDEC, donc le nombre de couche de sols maximal ne peut
correspondre qu’a la propre hauteur du mur et le mur n’atteint pas encore la rupture. La hauteur
du remblai montrée dans la Figure 4.4|est d’environ 2,2 m.

Malgré tout, I’état de déformation du mur indique qu’il est proche de la rupture par renverse-
ment et on s’attend a trouver la rupture par introduction d’une ou deux couches supplémentaires.
Cela correspond a une hauteur critique entre 2,25m 40,05 m a 2,35m 40,05 m, qui est bien en
accord avec les résultats précédents obtenus par PFC2D et UDEC.
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TABLE 4.2: Cycle de chargement appliqué au mur L2c. [96]

Cycle Dizfglce g?ﬁ; (inlg‘;x) Note

Cycle 1 1,7 90 250 Aplanissement de la fouille
Cycle 2 1,7 117(143)F | 325(397) | -

Cycle 3-1 0,5 63 175 -

Cycle 3-2 0,5 43 119 -

Cycle 3-3 0,5 37 103 Aplanissement de la fouille
Cycle 4 0,5 35 97 Chargement jusqu’a la rupture
T Note :

- 117 kN — la force maximale impliquant les déplacements du mur
- 143 kN — la force maximale mesurée par le capteur de force

4.2 Modele discret-continu : chargement localisé

L’étude faite dans cette partie porte les objectifs suivants : (1) étudier de maniere plutot
qualitative I’effet de la forme des blocs sous le chargement localisé ; (2) relever les défis de
modélisation numérique 3D pour modéliser ce systeme.

L’expérience de chargement localisé réalisée par Le [96] est résumé dans le Tableau 4.2] 11
s’agit d’un cycle de chargement ou la charge est placée a deux distantes différentes du mur. Le
chargement du remblai s’applique au moyen d’une plaque de dimensions 60x60 cm?.

On doit soulever qu’a la fin des cycles 1 et 3, la surface du remblai a été aplanie (rajout de
gravier sous la plaque) due a un enfoncement excessif de la plaque dans le gravier alors que la
rupture du mur n’a pas été atteinte. Plus précisément, I’incrément de I’enfoncement de la plaque
a la fin des phases 1 a 4 vaut respectivement : 37 cm, 23 cm, 40 cm, 22 cm. L’ enfoncement pour
un tel cycle de chargement correspond approximativement a quatre fois la hauteur d’un bloc ce
qui est important. On peut alors d’ores et déja présager dans un modele numérique 1’écrasement
tres important des éléments du maillage sous la plaque tout comme la création de zones for-
tement cisaillées en périphérie de la plaque. L'un comme 1’autre poseront alors des problemes
numériques.

4.2.1 Construction du modele numérique

L’étude de la rupture en déformation plane des MSPS montre que la forme ou I’arrangement
des blocs dans un mur a trés peu d’influence sur la hauteur critique de remblai (voir Chapitre 3).
La méme question est posée sur un probleme de chargement localisé. Plusieurs formes de blocs
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FIGURE 4.5: Decoupage d’un bloc.
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FIGURE 4.6: Formes de blocs étudiées : (a) Parallélépipédique (b) Trapézoidale.

seront étudiées. La Figure montre la technique de découpage des blocs adoptée ici sachant
que le bord le plus long des blocs se situe toujours du c6té du parement du mur (amont ou aval).

Deux formes de blocs ont été choisies (Figure 4.6) : Parallélépipédique et trapézoidale. Un
mur de 10 m, correspondant a la longueur du mur utilisé dans I’expérience, a été choisi. Celle-ci
est prise pour assurer que les conditions aux limites n’interféreront pas avec le comportement
intrinseque du mur. La géométrie du mur L2¢ décrite dans la partie est utilisé, permettant
de comparer le résultat expérience-simulation. L’organisation des blocs dans le mur pour les
deux formes de blocs étudiées est montré dans la Figure Le but est d’étudier I'influence
des contacts verticaux entre blocs sur la résistance a un chargement localisé sur le remblai. Ces
deux murs comportent une porosité différente, cependant, pour que les résultats entre les murs
puissent étre comparés, la masse volumique des blocs pour chaque mur est déterminée de ma-
niére a produire une masse linéique pour le mur identique dans tous les cas, soit 2069 kg/m?>.

Avant de solliciter le mur avec le chargement localisé, le mur L2¢ est chargé par couches suc-
cessives de remblai jusqu’a la hauteur maximale du mur L2c, soit 2,3 m. Le transfert mécanique
entre chaque couche du remblai s’effectue a travers des éléments joints. Dans cette simulation,
on utilise des rigidités de joints (normale et tangentielle) égales & 108 Pa/m.
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(b)

FIGURE 4.7: Murs construits avec deux formes de blocs différentes : (a) Parallélépipédique (b)
Trapézoidale.

4.2.2 Chargement monotone localisé

Le probleme du chargement du remblai est similaire au chargement d’une fondation sur mas-
sif infini. On relevera les problemes suivants rencontrés lors de la simulation : le chargement
localisé produit une forte déformation localisée, par exemple le cycle de chargement 3 (tableau
M.2) donne a lui seul une déformation verticale de plus de 17% et si on cumule la déformation
des cycles 3 et 4 de chargement, on obtient une déformation verticale proche de 27% qui est une
déformation importante pour un sol. Il en résulte dans la modélisation numérique : (1) de fortes
tractions dans les éléments de sols autour de la plaque ; (2) une forte déformation localisée des
éléments sous la plaque qui arréte le calcul si son volume se rapproche de zéro ou si 1’élément
perd sa forme convexe ; (3) un contraste fort de rigidité entre la plaque et le sol produit un champ
de cisaillement excessif dans le sol au bord de la plaque, mettant en défaut la capacité du logiciel
a effectuer des calculs. La Figure 4.8 résume ces trois problemes issus d’un chargement localisé.

Le premier probleme est résolu en mettant une faible cohésion et une résistance minimale a
la traction de 1 kPa pour les éléments en surface du remblai (premiere couche).

Pour deux formes de blocs choisies, on applique un chargement monotone piloté par une
vitesse de 1.1073 m/s. Les déplacements du mur et I’effort appliqué sur le remblai par le moyen
de la plaque sont enregistrés au cours de la simulation. A cause de la déformation importante
dans les éléments situés sous la plaque de chargement, le calcul s’arréte avant d’avoir obtenu
I’effondrement du mur. Cependant, 1’évolution de la contrainte sur plaque de chargement en
fonction du déplacement du bloc en téte du mur et situé dans 1’axe de la plaque de chargement,
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FIGURE 4.8: Problemes d’un chargement localisé.

montre que la rupture du modele est déja atteinte a ce moment-la.

La Figure 4.9 montre la courbe contrainte sur la plaque-déplacement du point A, apparte-
nant au bloc indiqué précédemment (Figure du mur avec blocs parallélépipédiques, avec
I’angle de frottement bloc-bloc de 36° (calcaire). La contrainte maximale soutenue est approxi-
mativement de 600 kPa. Si la zone d’influence est définie comme la partie du mur ayant un
déplacement supérieur a 5 mm (on suppose qu’in situ un déplacement inférieur n’est pas signi-
ficatif), la Figure [4.10| montre que le chargement impacte le mur sur une longueur d’influence
(en téte de mur) d’approximativement 8 m.

Pour le mur L2¢c modélisé dans ce chapitre, Le [96] a trouvé que la charge maximale pour le
chargement a une distance de 0,5 m du mur est de 63 kN (175 kPa) avec une zone d’influence
d’environ 4 m de long. Le résultats trouvé au travers de la simulation de 1’expérience est ainsi
trois fois supérieur a ce qui a été trouvé in situ. La zone d’influence associée est aussi trouvée
par exces. Cela semble justifier I’étude du mur comportant des blocs de forme différente (blocs
trapézoidaux).

La courbe contrainte-déplacement pour le mur composé de blocs trapézoidaux et chargé par
un chargement monotone est montrée a la Figure #.9] Sur cette figure, on notera que la rigidité
du mur composé de blocs trapézoidaux est moins importante que le mur composé de blocs pa-
rallélépipédiques, ce qui était attendu. En effet, la plus grande mobilité des blocs dans le premier
cas explique cette tendance. La contrainte maximale sur la plaque de chargement est d’environ
560 kPa, soit 1égerement plus faible que ce qui a été obtenu précédemment pour le mur composé
de blocs parallélépipédiques. Cependant, la Figure d.1T] montre que la longueur d’influence du
chargement est environ 5 m, soit beaucoup plus proche du résultat obtenu in situ (4 m).

On peut alors conclure que la forme des blocs ne joue pas un role majeur dans la résistance
du mur mais conditionne sa rigidité. On notera aussi que la plans verticaux sont tres peu sol-
licités car la déformation du mur formant un ventre tend a transformer les plans de contacts
verticaux en lignes de contact verticales sur ces plans, qui pour le parement amont s’établissent
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FIGURE 4.9: Courbe contrainte-déplacement pour les deux formes de bloc testées.
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FIGURE 4.11: Champ de déplacement et zone d’influence du chargement pour un mur
composé de blocs trapézoidaux.

sur la surface elle-méme du parement. On comprend alors pourquoi la forme des blocs joue peu
ici si ces lignes de contact se situent en face de parement dans les deux cas de mur modélisés.

Dans le travail de Le [96]], I’approche de calcul a la rupture est utilisé pour valider 1’expé-
rience réalisée. Le calcul analytique conduit a une valeur de contrainte maximale égale a 400
kN (1111 kPa), soit plus de six fois plus grand que la valeur trouvée expérimentalement. Ce-
pendant, une hypothese du processus d’homégénéisation, a savoir trois ou quatre blocs dans
I’épaisseur du mur n’était pas remplie. Le a aussi trouvé que le résultat pouvait €tre sensible au
frottement global mobilisé dans les plans de contact. L’écart entre d’une part les calculs analy-
tique et numérique et la valeur maximale du chargement trouvée dans 1’expérience interroge la
validité des expériences menées a I’échelle 1. Notamment, la charge sur la plaque a été appli-
quée au moyen du bras d’une pelle et on peut penser que la maitrise de la verticalité de 1’action
n’a pas pu €tre garantie. Ceci a pu créer une composante horizontale de 1’action qui était diffici-
lement quantifiable. D’autres essais expérimentaux, sans doute sur des modeles réduits, seront
nécessaires pour confirmer ou infirmer cette premiere campagne expérimentale pour ce mode
de chargement si particulier.

Cependant, il faut noter que pour le modele numérique développé dans ce travail de these,
I’indépendance du résultat vis-a-vis du maillage et de la vitesse de chargement n’a pas pu étre
finalisée dans le temps imparti, quoique ébauchée. Aussi considérons-nous que les résultats pro-
duits ici ne sont que qualitatifs.

4.3 Conclusion

Les défis d’une modélisation avec un chargement localisé résident dans I’existence d’élé-
ments en forte traction, des écrasements des éléments situés sous la plaque de chargement et de
forts cisaillements en périphérie de la plaque. L’ outil continu est alors mal calibré pour répondre
a ce probleme et des biais numériques soivent étre employés pour mener a bien des calculs. Ces
biais résultent d’une premiere réflexion mais leur impact sur la qualité des résultats reste a iden-
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tifier.

L’étude qualitative sur la forme des blocs montre que le mur composé de blocs parallélépi-
pédiques a une résistance légerement supérieure a celle obtenue pour le mur composé de blocs
trapézoidaux indiquant que I’influence des plans verticaux bloc-bloc est faible pour la résis-
tance du mur. Pourtant, cette étude sur la forme des blocs montre que la zone d’influence du
mur et la rigidité du mur sont fortement influencées par cette forme. Le mur composé de blocs
trapézoidaux semble conduire a une longueur d’influence du chargement plus proche de celui
trouvé dans I’expérience.

Nous avons réalisé ici une étude que nous jugeons que qualitative, ainsi une étude quanti-
tative reste-t-elle a finaliser, notamment en vérifiant ’indépendance des résultats vis-a-vis du
maillage et de la vitesse de chargement.
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Conclusion générale

Deux modes essentiels de rupture des MSPS peuvent étre identifiés : (1) une rupture 3D de
déformation plane, appelée par abus de langage "rupture 2D" due a la poussée excessive d’un
remblai et; (2) une rupture 3D pure par apparition d’un ventre sur la partie supérieure du mur.
Cette derniere est un probleme typique d’un MSPS routier dans lequel la charge est une com-
binaison de la contrainte diffuse d’un chargement localisé (transmis par les roues d’essieu de
véhicules) et de la poussée d’un remblai.

Dans ce travail, le mur a ét€ modélisé systématiquement par une approche aux éléments dis-
crets. Cette démarche visait a valider des approches existantes telles que la technique de "calcul
a la rupture" en se basant sur les campagnes expérimentales de Villemus (chargement hydrosta-
tique), Colas (chargement par un remblai) et Le (chargement localisé en surface du remblai).

Nous avons proposé dans un premier temps, une étude de la rupture en déformation plane
avec une approche discrete pure. Trois sous-ensembles mécaniques, a savoir le mur, le remblai
et 'interface mur-remblai ont été différenciés et modélisés par I’approche aux éléments discrets.
L’identification des propriétés mécaniques de ces trois sous-ensembles et le passage local-global
sous-jacent constituent le défi principal de cette approche.

— Le mur est modélisé par blocs sans rugosité géométrique, en utilisant une loi de joint

souple.

— Le remblai est modélisé au moyen de grains allongés. Le passage local-global pour iden-

tifier les parametres s’appuie sur des simulations biaxiales et une technique essai-erreur.

— Les parametres d’interface sont déterminés en utilisant des simulations d’un essai CNL

(Constant Normal Load) et d’un essai CNS (Constant Normal Stiffness).

En se référant aux parametres mécaniques de 1I’expérience a I’échelle 1 de Villemus et Colas,
le modele discret pur a été validé avec une tres bonne qualité. Il faut pourtant remarquer que
le comportement du remblai obtenu est assez radoucissant. Pour limiter cet effet, il aurait fallu
prendre une forme de grain tres allongée qui aurait posé d’autres problemes comme la création
de fortes hétérogénéités dans le remblai. Ainsi, nous n’avons pas obtenu I’angle de frottement
critique de 34° environ comme trouvé dans I’expérience mais 32°. Ce comportement radou-
cissant a tendance a surestimer 1’écoulement du matériau remblai ce qui a pu faciliter ainsi la
rupture du mur dans les calculs menés.

L’inconvénient de 1’approche discrete pure est son temps de calcul important. Cette approche
n’est pas adaptée pour effectuer des études paramétriques exhaustives. Pour cela, nous avons
utilisé une approche discrete-continue pour modéliser le MSPS avec son remblai. Dans un pre-
mier temps, un couplage discret-continu externe avec deux logiciels différents PFC-FLAC a

110



Chapitre 4. Modélisation de la rupture en mode 3D complet

été construit. Méme si de bons résultats ont été trouvés, une approche discrete-continue sans
couplage externe, en utilisant le code UDEC (Universal Distinct Element Code) a été préférée
pour la suite du travail car plus rapide.

Des études paramétriques ont été faites ou nous avons étudié I'influence des parametres
suivants : ’angle de frottement bloc-bloc, I’angle de frottement du sol, I’angle de frottement
d’interface et la cohésion dans le sol. Le résultat des simulations montre que I’influence des
parametres li€s au remblai a un effet prépondérant sur la hauteur critique de chargement en
comparaison avec les parametres de résistances du mur, notamment 1’angle de frottement bloc-
bloc. L’existence d’une cohésion dans le sol a une forte conséquence sur la hauteur critique de
remblai. Ainsi, une cohésion faible de 2 kPa dans le remblai produit un coefficient de sécurité
vis-a-vis du renversement de 2,2 alors qu’il valait 1 en considérant le remblai comme un milieu
purement frottant.

Apres avoir validé I’approche aux éléments discrets pour trouver la rupture 3D de déforma-
tion plane des MSPS, nous avons réalisé une étude permettant de cerner I’effet de la forme des
blocs (parallélépipédique et trapézoidal) dans la rupture 3D des MSPS chargé en téte du remblai
par une charge concentrée. Plusieurs défis de modélisation ont pu étre exprimés. Le résultat des
simulations montre que la forme des blocs a une moindre importance dans la résistance du mur.
Les contacts sur les plans verticaux ne semblent pas expliquer la résistance des murs qui serait
fortement liée a la caractéristique de frottement sur les seuls plans horizontaux. Nous avons ce-
pendant réussi a montrer que la zone d’influence du chargement concentré pour le mur composé
de blocs trapézoidaux est plus proche du résultat trouvé lors de 1’expérience, indiquant que la
mobilité de blocs dans I’expérience est bien prise en compte dans le mur modélisé par cette
technique.

Plue généralement, concernant la rupture en déformation plane des MSPS, ce travail de these
a permis de valider les campagnes expérimentales menées par Villemus ou Colas et la technique
de méthode de calcul a la rupture qui possede une bonne qualité de prédiction tout en étant tres
rapide d’exécution. Cependant, cette derniere méthode ne donne pas acces au champ de dépla-
cement du mur ce qui peut €tre obtenu par les simulations réalisées dans ce travail de these. Pour
la rupture 3D pure, due a un chargement concentré sur le remblai, nous n’avons pas pu retrouver
la valeur de rupture obtenue par Le lors de ses essais, valeur qui n’avait pas pu étre trouvée non
plus par un calcul a la rupture présent dans son travail de these. D’autres expériences seront
nécessaires pour valider et les modeles discrets-continus utilisés dans le travail présenté ici et le
travail expérimental réalisé par Le.

La modélisation numérique pour ce cas de chargement concentré est confrontée a certaines
difficultés liées aux déformations excessives dans la zone autour du chargement localisé (poin-
connement du remblai par la plaque de chargement). Une solution doit étre envisagée pour
pouvoir mener des simulations jusqu’au bout, soit en utilisant une certaine loi de comportement
capable de fournir plus de rigidité dans cette zone en fonction de I'intensité de contrainte. On
pourra utiliser un modele discret pour cette zone, tout en conservant une large partie du rem-
blai comme un milieu continu. Cela se fera néanmoins au prix du ralentissement des temps de
calcul.
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Annexe A

Caractéristiques des blocs rocheux

Dans son sens le plus général, un bloc rocheux est un objet composé de minéraux variés
issus d’une roche mere dont il a été extrait (magmatique ou sédimentaire ou métamorphique).
Il a pu étre transporté si ca taille est suffisamment petite mais aussi subir les aléas climatiques
(humidité, température, gel, précipitation). Il en résulte des matériaux avec des caractéristiques
mécaniques et des formes tres variées.

Les blocs utilisés pour la construction d’un MSPS et éventuellement pour le remblai pré-
sentent des échelles et formes tres différentes. La modélisation du comportement de tels maté-
riaux par approche discrete nécessite de bien caractériser la forme de ces objets pour bien en
expliquer le comportement.

A.1 Taille nominale d’un bloc

Le bloc rocheux est un objet de I’ordre du centimetre (gravier) jusqu’a des objets pouvant al-
ler au dela du metre (éboulis). Wentworth [174, [175] est I’'un des premiers a avoir proposer une
mesure pour caractériser la taille des blocs. Il introduit trois valeurs caractéristiques des blocs :
la dimension principale majeure d; , la dimension principale intermédiaire d;, et la dimension
principale mineure d3. Ces trois dimensions principales sont selon trois directions nécessaire-
ment perpendiculaires, mais il n’est pas nécessaire que ces directions de mesure concurrent en
un méme point [90,68]]. A partir de ces trois directions privilégiées, Marsal [[108] a proposé une
mesure de la taille moyenne d’un bloc (Eq. [A.T).

- di+dr+d
d— 1+32+ 3 (A.1)

En général, la taille nominale d’un bloc ne donne que I’ordre de grandeur de cette caracté-
ristique. Dans la majorité des cas, une définition plus précise de la forme d’un bloc est requise.

114



Annexe A. Caractéristiques des blocs rocheux

FIGURE A.1: Fréquence de I'irrégularité de la forme d’un bloc : 1. Faible (i ~ 1), 2. Moyenne
(i = 10), 3. Forte (i =~ 100) [151]]

A.2 Classification par la forme des blocs

Plusieurs auteurs [116, [77, 40] ont exprimé 1’importance de la forme des blocs rocheux
quand ceux-ci sont en interaction avec d’autre blocs. Différentes terminologies ont été utilisées
pour définir la forme d’un bloc, parmi elles : la sphéricité, la circularité, 1’angularité et la rugo-
sité. Certains de ces termes sont ambigus car souvent, ce qu’ils recoupent différent d’un auteur
a un autre.

Cependant, certains auteurs [[16} (151} [111} [7] constatent que la forme d’un bloc est mieux
qualifiée si I’on tient compte de la fréquence de I’irrégularité comme définie dans 1’Eq. [A.2]
Avec cette définition, on peut alors classer la forme d’un bloc selon trois échelles principales
basées sur la fréquence harmonique de I'irrégularité i, c’est a dire faible, moyenne ou forte.
La Figure [A.T| montre ainsi trois blocs pour différentes valeurs de i. Cette fréquence peut étre
associée aux terminologies de la forme comme suit :

— Faible fréquence : sphéricité, circularité, allongement ;

— Moyenne fréquence : angularité ;

— Forte fréquence : rugosité.

r(0) = ZAicos(iQ) + ZB,-cos(iQ) (A.2)

A.2.1 Faible fréquence : Forme générale d’un bloc

Le degré de sphéricité ou allongement d’un bloc représente la forme générale d’un bloc.
Ceci peut étre défini qualitativement et quantitativement. Pour une étude qualitative, 1’abaque
de Rittenhouse [142] est la méthode la plus utilisée (voir Figure [A.2)).

Des approches quantitatives existent aussi pour définir la forme générale d’un bloc consis-
tant a comparer les dimensions principales d’un bloc entre elles. Ainsi Zingg [[184] définit I’in-
dice d’allongement comme le rapport entre les dimensions principales comme défini par 1’Eq.
[A.3] (voir Tableau [A.T)). Plus récemment, Blott et Pye [23] proposent une classification duale
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FIGURE A.2: Abaque de Rittenhouse pour déterminer la sphéricité d’un bloc [142]]
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TABLE A.1: Qualification de la forme d’un bloc d’apres Zingg [184]]

Catégorie | do/d; | d3/d, | Forme
I|>2/3|<2/3| Disque
| >2/3|>2/3 | Sphérique
| <2/3 | <2/3| Lame
IV | <2/3 | >2/3 | Rouleau

TABLE A.2: Qualification de la forme d’un bloc d’apres Blott et Pye [23]]

Allongement Planéité
dy/d, Catégorie Forme dy/d, Catégorie Forme
0,0-0,2 5 Extrémement allongé | 0,2-0,0 5 Extrémement plat
0,2-0,4 4 Tres allongé 0,4-0,2 4 Tres plat
0,4-0,6 3 Modérément allongé | 0,6-0,4 3 Modérément plat
0,6-0,8 2 Légerement allongé | 0,8-0,6 2 Légerement plat
0,8-1,0 1 Non allongé 1,0-0,8 1 Non plat

allongement-planéité, toujours en utilisant les dimensions principales d’un bloc (voir le Tableau

A2).

dz/dl
ds/dy

Les indices d’allongement sont utiles pour décrire la forme globale d’un bloc. Pourtant, ils
ne peuvent distinguer des objets tres différents tels qu'un cube, une sphere ou un dodécaedre qui
ont des dimensions égales selon les différentes directions principales [23]. On introduit alors le
terme de surface ou volume de bloc pour quantifier cette différence. Quelques définitions de
I’indice de forme & et I’indice de sphéricité ¥ (avec le terme de surface/volume) issues de la
littérature sont données :

Indice de forme de Wentworth [174]] :

indice d’allongement { (A.3)

Wentworth % A4
— Indice de forme de Krumbein [90] :
Krumbein 3 % (&.3)
— Indice de forme de Sneed et Folk [154]
o = 9L (A.6)
Sneed & Folk 142
— Indices de sphéricité de Pentland [133]] :
o= (A7)
Pentland ci
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FIGURE A.3: Deux blocs de méme forme mais de circularité différente [[73]].

— Indices de sphéricité de Wadell [[169, (170, 171] :

P, = % (A.8)
Wadell

P, = 3% (A.9)
Wadell “

¥p = B¢ (A.10)
Wadell a

— Indices de sphéricité de Marsal [108]] :

po— OV A.11
Mar;)al 7d’ ( )
Y, = S (A.12)
Marsal nd
Pour une sphere, ¥, = ¥, =1.
Marsal  Marsal
— Indices de sphéricité de Breul [29] :
N

A.2.2 Moyenne fréquence : Angularité d’un bloc

L’angularité ou son antonyme circularité fait référence a I’irrégularité relative de la surface
d’un bloc. La Figure [A.3| montre deux grains possédant la méme forme mais avec des degrés
d’angularité différents. Certaines approches qualitatives permettent de distinguer les blocs selon
leur angularité :
— Abaque de Powers donne une classification tres simplifi€ de 1’angularité et de la sphéricité
(voir Figure[A.4)) [137]

— Abaque de Krumbein classifie I’angularité sous plusieurs classes (voir Figure[A.5]) [90]

— Abaque de Crofts offre une estimation combinée de la sphéricité et de 1I’angularité (voir
Figure[A.6) [52]

Pour quantifier I’angularité, Wadell [169] a proposé de définir un indice de circularité (Eq.
, avec N le nombre d’aspérités, r, le rayon de courbure de chaque aspérité et R})** le rayon
maximal du cercle inscrit.

Fa

max
Rin

1
ircularité = — A.14
circularité NZ ( )
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FIGURE A.4: Abaque de Powers permettant de déterminer la sphéricité et I’angularité d’un
bloc [1137].
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FIGURE A.5: Abaque de Krumbein permettant de déterminer I’angularité d’un bloc [90].
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FIGURE A.6: Abaque de Crofts permettant de déterminer la sphéricité et 1’angularité d’un bloc

[52]].
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FIGURE A.7: Coin de I’aspérité de Lees [98].

En utilisant cette formule, Lees [98]] indique qu’il est possible de trouver deux blocs de méme
indice de circularité mais d’angularité manifestement différente. Il a alors introduit 1’indice
d’angularité (Eq. [A.T5), calculé pour chaque coin d’aspérité, avec : x la distance du centre du
cercle inscrit a I’extrémité de chaque aspérité, R;)** le rayon maximal du cercle inscrit et a
I’angle de chaque coin de I’aspérité (voir Figure[A.7).

angularité = (180 — a) ——— (A.15)

max
Rin

Quand I’angularité d’un bloc doit étre évaluée d’une fagon précise, nous pouvons utiliser
une analyse de Fourier [66]]. Avec cette méthode, on déroule la coupe transversale d’un bloc ro-
cheux pour analyser son profil de surface (voir Figure [A.§). Cependant, cette méthode ne peut
étre utilisée que si le profil de bloc est convexe. En effet, selon [41], chaque valeur de 6 dans la
Figure doit correspondre a une valeur unique de R.

Lorsque les aspérités d’un bloc sont tres irrégulieres, nous pouvons utiliser I’analyse fractale
introduite par Mandelbrot [105} [106]. Cette approche est utilisée par Vallejo [[165] pour étu-
dier la forme des blocs. Elle fonctionne comme suit : (1) Prendre une longueur d’un segment
r, (2) Calculer le nombre total des segments requis N,, pour créer un périmetre fermé de bloc.
Mandelbrot [105] et Turcotte [162] constatent qu’il existe une corrélation linéaire entre r, et N,
selon une échelle logarithmique, typique d’un profil fractal. Cette relation peut étre définie par
I’Eq.[A.16] avec la dimension fractale D définissant 1’angularité de la surface [162]. Une valeur
de D grande correspond a une angularité importante pour un bloc [165]].

N, = (C)(r,) P (A.16)

A.2.3 Forte fréquence : Rugosité d’un bloc

La rugosité correspond a I’échelle "la plus petite" des trois échelles d’irrégularité mention-
nées précédemment. Comme la surface réelle n’est jamais parfaitement lisse, il est actuellement

121



Modélisation du mur de soutenement en pierre seche par une approche discrete

particle 20
profile
180; 4 0°
270°
unrolled
1 [ particle profile
R

0°  90° 180° 270° 360

FIGURE A.8: Coupe transversale d’un bloc et sa forme déroulée [66]].
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FIGURE A.9: Analyse fractale sur deux blocs avec méme sphéricité mais différentes
angularités [[165]].
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N

FIGURE A.10: Précision de I’échelle de rugosité [157]].

toujours possible d’utiliser une échelle d’observation encore plus précise comme schématisé
dans la Figure [A.10] L’échelle de la rugosité mentionnée dans cette these correspond unique-
ment a un profil d’aspérité qui mobilise le frottement local du bloc.

L’indice de rugosité qualitative basée sur une inspection visuelle a été introduit par Barks-
dale & Itani [15], ou la valeur de rugosité est comprise entre O pour des blocs vitreux et 1000
pour des blocs tres rugueux. Aujourd’hui, il existe plusieurs moyens pour analyser la rugosité de
surface comme le MEB (Microscopie Electronique a Balayage), le profilometre ou le CT-scan
(tomographie). Ces techniques produisent des images brutes et nécessitent un post-traitement
pour I’analyse de ces images. D’autres approches s’appuient sur une analyse fractale [103, 20],
la transformée de Fourier [[132] mais peuvent aussi étre hybrides.

En général, la valeur de la rugosité est définie par I’amplitude de 1’aspérité ou des aspérités.
La plus simple définition conduit a mesurer la différence entre le pic et la vallée de 1’aspérité
d’une interface, appelée la rugosité max Rp.x. Les autres parametres habituellement utilisés
sont : la rugosité moyenne R, (Eq. Figure [A.TTh), la rugosité moyenne quadratique R,
(Eq. Figure [A.T1pb), la rugosité max de pic a vallée R, (Eq. Figure [A.TTk) et la
rugosité de dix points R, (Eq.[A.20] Figure[A.TT(d) [157].

1 L
Ra:—/ |Z|dx (A.17)
LJo
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1 rL

R, = I /0 2dx (A.18)
1

Ri=72) R (A.19)

(prt-+ps)+(vi+---+vs)
5

R, = (A.20)

A.3 Caractéristiques mécaniques d’un bloc

A.3.1 Caractéristique mécanique d’un bloc déformable

En prenant une hypothese que le matériau constitutif des pierres d’'un MSPS a un comporte-
ment €élastique, deux parametres sont a indentifier : le module de compressibilité volumique K
et le module de cisaillement G.

Le module de compressibilité volumique est obtenu par un essai de compression isotrope. La
Figure[A.12) montre 1’évolution de la déformation volumique en fonction de I’accroissement du
chargement hydrostatique. Dans la premiere phase, la roche est peu déformée et des microfis-
sures pré-existantes vont se rapprocher. Quand la majorité des fissures sont fermées, la roche et
ses pores vont subir une déformation élastique. Si la roche est poreuse, les pores vont se rompre
da a la concentration de contrainte. Enfin, s’il n y a plus de vide dans la roche, le module de
compressibilité volumique augmente progressivement.

Le module de cisallement est déduit du module de compressibilité et du module d’ Young
obtenu par un essai d’écrasement sur un bloc rocheux.

Connaissant le module de compressibilité volumique K et le module de Young E, on calcule
le module de cisaillement G avec la relation suivante :

_ 3KE
- 9K—E

(A.21)

La Figure montre une courbe typique contrainte-déformation pour un chargement dé-
viatorique sur une roche. Au cours de la sollicitation, initialement des microfissures se ferment,
dans un deuxieme temps le matériau subit une compression élastique. Dans la troisieme phase,
de nouvelles fissures stables (ne se propageant pas) se forment. Enfin, des fissures non-stables
se propagent jusqu’au pic de résistance au cisaillement du bloc.
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Assessment length

(d)

FIGURE A.11: Plusieurs définitions pour la rugosité : (a) Rugosité moyenne R, (b) Rugosité
moyenne quadratique R, (c) Rugosité max de pic a vallée R, (d) Rugosité de dix points R,
(d’apres [[157], avec modification).
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FIGURE A.12: Déformation volumique sous le chargement hydrostatique [70]].

A.3.2 Caractéristique mécanique de la surface de contact bloc-bloc

Dans la majorité des cas de MSPS, le chargement exercé par le poids du mur et le remblai
induit des contraintes bien inférieures a la résistance des blocs. La ligne de rupture d’un MSPS
contourne alors les blocs. Classiquement, on suppose que le comportement moyen d’un contact
(interface) bloc-bloc peut étre modélisé par une loi de type Mohr-Coulomb méme si le critere de
rupture n’est pas en réalité linéaire en fonction de la contrainte normale imposée. L’ expérience
de Patton [[131] utilisant des blocs avec une surface en dents de scie montre que la résistance de
cisaillement sous une contrainte normale faible ou forte est différent. Il propose alors d’utiliser
un critere bi-linéaire selon que la contrainte normale sur I’interface est faible ou forte

(A.23).

Tr = o, tan(¢p + i) (A.22)

;= c+ o) tan(9,) (A.23)

La Figure montre le schéma du mécanisme de rupture proposé par Patton [131]]. Si
la contrainte normale est faible, I’angle de frottement moyen de ’interface est régi par 1’angle
de frottement local d’une surface de bloc découpé ¢, et I’angle des dents de scie i. Quand la
contrainte normale dépasse une certaine valeur, la contribution du frottement dii aux dents de
scie disparait par rupture de cette structure. Il ne reste alors que I’angle de frottement résiduel
¢, et la cohésion ¢ qui contribuent a la résistance au cisaillement.

Néanmoins, le critere de rupture réel ne peut pas simplement s’idéaliser par une courbe
bi-linéaire du fait que la rupture des aspérités se produit progressivement. Dans la littérature,

126



Annexe A. Caractéristiques des blocs rocheux

g4
IV e
Increasing micro
__|. crack density v
11 Macrocracking by
New joining of
cracking microcracks

Sliding on
macrocracks

RS

. g'
contraction ax

FIGURE A.13: Comportement d’une éprouvette de roche sous chargement déviatorique [/0].
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FIGURE A.14: Critere bi-linéaire de Patton [[131]].

il existe plusieurs travaux [92, (17, (146, (104, 91, [129] censés compléter le travail de Patton,
notamment celui de Barton [[17, [18] qui propose :

JCS
7r = o, tan(JRClog( - )+ ) (A.24)

/
n

avec : JRC le coefficient de rugosité du joint (Joint Roughness Coefficient), JCS la résistance
de compression du joint (Joint Compressive Strength), o, la contrainte normale effective et ¢,
I’angle de frottement du bloc sci€. On observe bien que la résistance de cisaillement 7y diminue
quand la contrainte normale effective o, augmente.

Pour utiliser le critere de Barton, il faut déterminer les trois parametres suivants :

— La résistance de compression du joint JCS. Elle peut étre déterminée en utilisant 1’essai
au marteau Schmidt. Lors de cet essai, la surface du bloc est d’abord sollicitée avec une
certaine énergie d’impact, ensuite 1’énergie de répulsion R est mesurée. Enfin, la résistance
a la compression uniaxiale JCS est calculée avec I’'Eq. [A.25] [57, [18]], avec ¥, la densité
seche du bloc (kN/m?3) et JCS est en MN/m?.

log(JCS) = 0,00088RY;, + 1,01 (A.25)

— Le coefficient de rugosité JRC varie entre 0 a 20, ou 0 représente une surface complete-
ment lisse et 20 une surface tres rugueux. Barton & Choubey [18] donnent une abaque
permettant d’estimer la valeur de JRC (voir Figure[A.T5).
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Typical roughness profiles for JRC range;
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FIGURE A.15: Abaque pour determiner le coefficient JRC [18]]

— L’angle de frottement local d’un bloc découpé ¢, peut étre déterminé par un essai de ci-
saillement sur plan incliné ou un essai de cisaillement direct bloc-bloc.

Pour deux facettes deux blocs non-concordants, Zhao [182, [183] a proposé de modifier le
critere de Barton en ajoutant le coefficient JMC (Joint Matching Coefficient) :

JCS
7 = o tan(JRC.JMClog o ( = )+ p) (A.26)

n

Le coefficient JMC se réfere au pourcentage de surface réellement en contact entre deux
blocs en contact. Zhao propose de prendre JMC = 30% (contact plan non-coincidant) au mini-
mum et JMC = 100% (contact plan parfaitement coincidant) [183]]. Il faut noter que dans un cas
ou une valeur précise est souhaitée, nous pouvons faire un calcul inverse du produit JRC.JMC
a partir de I’essai de cisaillement.

129



Modélisation du mur de soutenement en pierre seche par une approche discrete

;\M

(©)

FIGURE A.16: Deux profils en contact : (a) Discontinuité naturelle (b) Discontinuité naturelle
entre blocs (¢) Contact entre blocs (d) Contact entre blocs d’un MSPS [55]]
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Annexe B

Caractéristiques de ’interface
sol-structure

A T’interface entre le MSPS et le sol, il existe une région d’une certaine épaisseur qui
se caractérise par une transition soudaine entre deux comportements différents issus de deux
matériaux différents. Typiquement, 1’interface est ainsi soumise a une forte contrainte de ci-
saillement. Plusieurs travaux se sont dédiés a la compréhension du comportement d’interface
(136, 31} 11}, 163, 26, [100]. Ainsi Potyondy [136] a montré, en utilisant I’essai de cisaillement,
que le frottement d’interface dépend des caractéristiques du sol et de la structure.

L’interface structure-sol est caractérisée par une zone de déformation localisée ou se concentrent
de forts glissement ou/et rotations locales des grains. La mesure de 1’épaisseur d’une interface
au cours d’un essai de cisaillement est délicate et nécessite des outils complexes. Ces outils
comprennent : La technique de stéréophotogrammétrie [/8]; Des prises photographiques et
vidéo [99] et la vélocimétrie par images des particules [58), 159]. Par ailleurs, une approche mi-
cromécanique par la méthode aux €éléments discrets peut tre aussi utilisée 85, 186]. Plusieurs

expériences montrent que 1’épaisseur d’une interface se trouve dans une gamme de 7 — 14Ds
[140].

B.1 KEssai de cisaillement direct d’interface

L’essai d’interface permet de mieux cerner le comportement réel d’une interface sol-structure.
Il existe différents essais associés : 1’essai de cisaillement direct d’interface, I’essai de cisaille-
ment annulaire [178]], I’essai de cisaillement simple [[163] et I’essai de cisaillement annulaire
simple [99]. Chaque dispositif posseéde des inconvénients pour caractériser une interface [69],
cependant, grace a sa simplicité, I’essai de cisaillement direct d’interface est la technique la plus
utilisée.

Dans ’essai cisaillement direct d’interface, la surface du bloc est cisaillée directement avec
le sol en mettant d’abord un chargement de confinement (contrainte normale appliquée indirec-
tement a I’interface), puis une certaine vitesse/force est appliquée dans la direction parallele a
la surface du profil. Le capteur de force/contrainte va mesurer la résistance au cisaillement de
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I’interface correspondant a la vitesse/force imposée.

Avant les années 1980s, deux types de conditions aux limites pour I’échantillon étaient uti-
lisés dans cet essai : (1) constant volume (CV) (2) constant normal load (CNL). Pour montrer
la différence entre 1’essai CV et I’essai CNL, Boulon & Foray [24]] ont fait deux séries d’essais
CV et CNL en utilisant : (1) un sable dense et une contrainte de confinement faible (2) un sable
lache et une contrainte de confinement élevée. Le résultat de cette expérience est montré dans
la Figure [B.T ol w représente le déplacement relatif tangantiel au niveau de I’interface et u le
déplacement relatif normal. 0, et T sont respectivement les contraintes normales et tangentielles
s’exercant dans I’interface. On peut résumer le résultat de cette expérience comme suit :

— Essai a volume constant (CV) : Dans les deux cas de sable (Iache et dense), I’incrément
de déplacement relatif normal est nul. Ensuite, dans le cas du sable dense, on observe bien
que méme avec un faible confinement, la contrainte normale a la paroi augmente d’environ
dix fois par rapport a sa valeur initiale. Cette augmentation de contrainte est certainement
attribuée a la dilatance empéchée dans I’interface. En revanche, due a la densification du
sable lache au cours de I’essai, la contrainte normale diminue pendant le cisaillement.

— Essai a contrainte normale constante (CNL) : La contrainte normale est identique et reste
constante pour les deux cas de sable au cours de I’essai. Pour le sable dense, on observe
une contractance suivie par une forte dilatance. Pour une interface lache, le comportement
est uniquement contractant.

On peut constater que ces deux conditions aux limites ne correspondent pas aux conditions
aux limites de I’interface in situ car I’interface est en réalité confinée par le sol situé en dehors
de cette zone. Le sol est un matériau déformable portant une certaine rigidité, I'interface est
alors soumise a une sollicitation de la part du sol du type rigidité. Si le sol a un rigidité infinie,
cet essai est équivalent a un essai CV. Si la rigidité du sol est nulle, I’interface subie alors un
essai CNL. Cet essai est dit a Constant Normal Stiffness (CNS) [24]. Pour conclure, la Figure
[B.2l montre les trois conditions limites de I’essai de cisaillement direct d’interface.

La Figure [B.3] montre le probleme d’interface sol-pieu modélisé par 1’essai de cisaillement
direct CNS, ou la masse du sol comprime une interface d’une épaisseur e. La résolution du pro-
bleme nécessite alors la détermination de la rigidité k du sol. Dans 1’étude de Boulon & Foray
[24]], ils utilisent une formulation analogue au probleme de I’essai pressiométrique. L’essai pres-
siométrique est en fait un probleme d’un cylindre épais, ot le calcul du module pressiométrique
E, est bas€ sur I’hypothese de déformation plane d’un cylindre creux du matériau €lastique
ayant un rayon infini. La résolution de ce probleme est donné par Lamé comme suivant :

A
Ep:(1+v)W(;o (B.1)

Avec AR la variation de rayon de trou au cours de 1’essai préssiométrique et Ry le rayon

initiale d’un forage. Dans 1’essai pressiométrique, habituellement on mesure la variation de
volume, alors dans littérature on trouve plutdt la relation suivante :

Ao

E, %2(1+V)Av/v

(B.2)
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FIGURE B.1: Essai de cisaillement direct d’interface avec le sable d’Hostun : (a) Echantillon
dense sous une faible contrainte normale ¢,, = 12, 5kPa; (b) Echantillon 1ache sous une forte
contrainte normale ¢, = 1,06MPa [24]
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k=0 k=o0 k = cste
ERERER
sol sol sol
structure structure structure
@ interface (b) ©

FIGURE B.2: Condition aux limites de frontieres dans 1’essai de cisaillement direct
d’interface : (a) Constant Normal Load (CNL) (b) Constant Volume (CV) (¢) Constant Normal

Stiffness (CNS) [67]
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FIGURE B.3: Interface sol-structure : (a) Probleme axisymétrique d’un pieu (b) Modélisation

par I’essai interface CNS [24]
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A partir de ces formules, Boulon & Foray [24] donne la formule de rigidité  :

(B0 _2E,
AR Ro

(B.3)
Ry dans I’essai pressiométrique est actuellement le rayon de la cavité. Cette formule est
strictement valable pour le probleme axisymétrique d’interface sol-structure (i.e. : le cas d’un
pieu) ol Ry devient le rayon du pieu.
Pour le cas d’une déformation plane non-axisymétrique, comme cela est le cas pour un rem-
blai sollicitant un MSPS, on peut considerer le cas de déformation uni-dimensionnelle :

A A E
AG:E—M—>]€CNS:—G:— (B4)
Iy Au [y

avec E le module de Young et [y la largeur du sol mobilisant la contrainte sur le mur.

B.2 Caractéristique mécanique de I’interface sol-structure

Pour des soucis de simplification, on a ’habitude de discréminer la rugosité d’interface en
interface lisse ou rugeuse. Pour définir une valeur précise de la rugosité d’une interface, Yo-
shimi & Kishida [[178] utilise la rugosité maximale R, du profil. Néanmoins, ce parametre est
incomplet pour définir I’interface dont la rugosité releve et des caractéristiques géométriques
de la struture et de celles des grains du sol. Kishida & Uesugi [89] ont suggéré I’utilisation de
la rugosité normalisé R, qui est le rapport entre la rugosité maximale R,,,, de la structure et la
taille médiane des grains du sol Dsq (Eq.[B.5).

Rmax
R, = B.5
"= Dey (B.5)

Le terme qualitatif rugueux ou lisse reste ici toujours valable. La Figure montre ces deux
cas extrémes d’interface. L’interface est rugueuse quand la valeur de la rugosité normalisée est
grande, c’est a dire le cas ou la taille des grains est largement inférieure a la rugosité maximale
du profil. Il existe alors une valeur critique séparant ces deux comportements extrémes. En ob-
servant la déformation volumique et la résistance au cisaillement de ’interface sol-structure,
plusieurs auteurs [163} 164, [79]] indiquent que la rugosité critique normalisée R.,;; se situe au-
tour de 0,1 2 0,13. Si R, > R.,is, I'interface est rugueuse, et si R, < R, 'interface est qualifiée
de lisse. La Figure montre le comportement d’interface pour différentes valeurs de la rugo-
sité normalisée issu d’essais de cisaillement direct [/9]. On s’apercoit de I’aspect subjectif de la
transition entre un comportement de type rugueux et lisse car lechangement de comportement
entre une surface rugueuse et lisse est plutot graduel.

La résistance au cisaillement d’une interface sol-structure est caractérisée habituellement
par I'utilisation du critere de frottement de Coulomb (Eq. [B.6). Cette formule considere que
la contrainte exercée dans une interface o et la résistance de cisaillement maximale T ont une
relation linéaire, reliée par le coefficient de frottement d’interface §.
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Interface rugueuse

"V

Interface lisse

FIGURE B.4: Comparaison entre une interface rugueuse et lisse [163}118]]

T=o0tand = Uo (B.6)

Pourtant, 1’angle de frottement d’interface 6 est souvent non-mesurable. Dans la pratique
francaise du calcul de structure, selon le type de rugosité d’interface (lisse/peu rugueuse/rugueuse),
I’angle de frottement d’interface & est souvent pris simplement avec des valeurs suggérées
comme montré dans 1’Eq. [110], avec ¢/ I’angle de frottement interne du sol. La Norme
Francaise sur des ouvrages en géotechnique (NF EN 1997-1 :2005 section 6.5.3) [8] recom-
mande de déterminer la valeur de I’angle de frottement d’interface & en se basant sur ’angle de
frottement critique du sol ¢/ (Eq. .

lisse : 0=0
peurugueuse : O = %(p’ (B.7)
rugueuse : 0= %q)’
sol-béton préfabriqué : §=3¢, (B8)
sol-béton coulé en place : & = ¢, '

De nombreuse études ont été faites pour construire plus finement la loi de comportement de
Iinterface, par exemple [25) 150} [117] et tenir compte notamment de 1’effet des cycles répétés
sur les propriétés d’interface.
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FIGURE B.5: Comportement d’interface pour différentes valeurs de rugosité normalisée [79]]
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Annexe C

Simulation discrete : PFC2D

PFC2D est un logiciel aux éléments discrets de calcul dynamique par schéma explicite [81].
Les éléments de base sont des disques rigides a contact déformable. La Figure [C.I] montre le
processus adopté dans chaque cycle complet de calcul ; il consiste en deux étapes de calcul : (1)
Calcul de I’équation du mouvement ; (2) Calcul de la loi de contact. Ils sont calculés respecti-
vement au niveaau de chaque disque (ou cluster) et aux contacts.

C.1 Equations du mouvement

Pour un systeme composé de disques rigides, les équations du mouvement en translation et
rotation sont :

F; = m(X; — gi) (C.1)

M; = I, (C.2)

avec : F; la force résultante, m la masse du disque, X; I’accélération de translation du disque, g;
la gravité, M; le moment résultant, / I’inertie dudisque et @; I’accélération de rotation du disque.

Pour calculer la position des disques pour le pas de temps suivant, I’approche de discrétisa-
tion temporelle avec un schéma de différences finies centré est utilisé pour calculer 1’accéléra-
tion du disque :

1 -

xi _ A_t(x?—At/z _xg At/2) (C.3)
1 -

of = (o - o) (C.4)

En injectant I’équation|C.3|et|C.4|dans I’Eq.[C.1]et[C.2] 1a vitesse de translation et de rotation
dans ce schéma explicite sont définies par :
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Actualisation de position des disques

Equations du mouvement Loi de contact
Calculées a chaque disque/cluster Calculée a chaque contact

Actualisation de forces aux contacts

FIGURE C.1: Cycle de calcul dans PFC2D fait a chaque pas de temps.

_ F!
A 2 {_l N gi} Ar (C.5)
m
_ M!
RN {Tl} Ar (C.6)

Enfin, la nouvelle position des disques peut étre calculée en multipliant la vitesse de transla-
tion par le pas de temps.

AT = g A2 (C.7)

l l

C.2 Loide contact

La loi de contact régie I’interaction mécanique existant entre les disques. En principe, elle
relie la force (ou contrainte) soutenue aux contacts et le déplacement (ou déformation) corres-
pondant. Dans cette these, nous utilisons les deux lois de contact suivantes : (1) linéaire ; (2)
joint-souple (smooth joint) [84]].

La loi linéaire est une loi simple, utilisée par défaut dans PFC2D. Dans ce cas, le modele
de contact fait intervenir un ressort activé uniquement en compression. La relation entre force
normale et déplacement est linéaire et définie par :

Fy = kyuy, (C.8)
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Plan de glissement

Plan de glissement

(a) (b)
FIGURE C.2: Loi de contact : (a) Linéaire (b) Joint souple.

Avec F, la force normale de contact, &, la rigidité normale du ressort et u,, 1’interpénétration
entre les disques.

Le plan de contact est défini automatiquement, perpendiculaire au vecteur de contact (voir
Figure[C.2)). La rigidité tangentielle k; est appliqué parallelement a ce plan de glissement (voir
Figure [C.2). Ca veut dire que le déplacement élastique entre disques existe potentiellement
dans les directions normale et tangentielle. L’incrément de la force tangentielle au contact est
calculé par 1’équation [C.9]

AE = _ktAI/l[ (C9)

A chaque pas de temps, la nouvelle force tangentielle est calculée par la somme de la force
tangentielle existante au contact et cet incrément. Le glissement se produit quand la valeur
cumulée de la force tangentielle est supérieure a une valeur limite, reliée au cone de frottement
de Coulomb. L’équation [C.I0] montre ce critere de glissement. La Figure [C.3(a,b) résume le
comportement d’un contact linéaire dans le cas d’un chargement normal et tangentiel.

F+AF, < F"™ — F,+ AF, < uF, (C.10)
La loi joint-souple est similaire a la loi de contact linéaire. La différence majeure réside dans

la définition du plan de glissement (voir Figure [C.2p). Celui-ci, il est déterminé arbitrairement
en définissant I’orientation de la normale au plan de glissement 6.

Tous les autres parametres mécaniques sont déterminé automatiquement. Notamment, la lar-
geur du plan de glissement est égale a :

A=2R (C.11)

Avec :
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Traction
E.4 F.A
Rupture
& Interpénétration Fmax Glissement
> S
un
kn
1 >
v Us
Compression
(a) (b)
FIGURE C.3: Relation force-déplacement dans le cas d’un chargement : (a) normal (b)
tangentiel.
R = Amin(R,R,) (C.12)

Par défaut, le coefficient multiplicateur du rayon de contact A vaut 1,0. Dans ce travail de
theése (voir partie i , on définit une valeur A pour que la largeur totale de contact soit égale a
I’épaisseur d’un bloc.

La rigidité de contact du joint souple relie I’incrément de contrainte et I’incrément de dépla-
cement (Pa/m), et la force normale et tangentielle sont cumulées a chaque pas de temps avec :

AF, = k,AAu, (C.13)

AF, = —k,AAu, (C.14)

C.3 Pas de temps critique

La convergence/stabilité d’un calcul explicite par la méthode des différences finies dépend de
la valeur de pas de temps choisi, il doit étre inférieur a une valeur critique, appelée "pas de temps
critique". Ce temps correspond a la premiere période propre 7, (i.e. : minimale) du systéme,
temps minimal de réponse du systeéme, ou temps minimal de propagation d’une information

mécanique.
T, =27, /% (C.15)
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Dans le cas d’un systeme non-amorti, calculé par une approche aux différences finies de
deuxieme ordre, le pas de temps critique est donné par :

1, 2

Aterip = T = % (C.16)

Ensuite, la période propre du systeme doit étre estimée. PFC2D considere le cas le plus
critique comme suivant : pour cinq disques (donc quatre contacts) se percutant entre eux et
produisant les mémes déplacements A,. La relation de force-déplacement dans 1’ensemble du
systeme est égal a :

AF, = k, (4A,) — K019l = 4, (C.17)

Alors :

m m
Atl,-:21/—=1/— C.18
crit 4kn kn ( )

En considérant un systeme similaire, le pas de temps critique d’un mouvement de rotation
est caractérisé par :

I
Mg =\ 1 (C.19)
1O

Un systeme peut étre composé de disques de masses différentes, connectés par des contacts
de rigidités différentes. Pour cette raison, PFC2D calcule le pas de temps critique (Eq. [C.18]et
[C.19) pour chaque disque (ou cluster). Le pas de temps critique utilisé dans le calcul global est
alors la valeur minimale de tous les pas de temps calculés pour chaque disque. Pour assurer la
convergence du modele, PFC2D multiplie le pas de temps critique par un coefficient de sécurité,
qui vaut 0,8 par défaut.
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Annexe D

Simulation discrete-continue : UDEC

UDEC est un logiciel aux éléments discrets avec contacts déformables. Une simulation mo-
déliseé par UDEC peut étre constituée de blocs rigides et déformables. Ces blocs ont une forme
polygonale. Dans le cas de blocs déformables, ils sont discrétisés sur la base d’un maillage,
ou chaque maille triangulaire est appelée "zone". Le transfert mécanique entre blocs est fait a
travers des contacts entre eux.

A chaque cycle de calcul, UDEC calcule : (1) les équations du mouvement des blocs ; (2) la
loi de comportement des blocs (pour le cas de blocs déformables) ; (3) la loi constitutive aux
contacts. Le processus de calcul pour chaque cycle est résumé dans la Figure [D.1]

Deux autres approches continues sont utilisées dans cette these : FLAC (voir Chapitre [3) et
3DEC (voir Chapitre ), elles suivent essentiellement la méme démarche exprimée dans cette
annexe [182} (80, [83]].

D.1 Equations du mouvement

Pour des blocs rigides, le calcul des équations du mouvement suivent les mémes expressions
exprimées dans 1’ Annexe [C]

Dans le cas de blocs déformables, les équations du mouvement sont formulées comme suit :
Y Fi=mg; (D.1)

avec : Y F; la force nette a chaque nceud d’un élément et m la masse mobilisée (value % de la
somme des masse des triangles connectés a un nceud).

La force totale d’un nceud se compose de : (1) Ff la force externe appliquée (e.g. : force
appliquée aux limites du systeme) ; (2) F la force de contact; (3) Fl.g la gravité ; (4) F} la force
de résistance interne.

YF=F +F A+ F 4 (D2)
avec :

F;-i = /G,-jnjds (D.3)
s
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Loi de contact
Calculée a chaque contact

Bloc rigide

Calculées au centre de gravité

|
|
|
|
|
|
: Equations du mouvement
|
|
|
|
|
|

Bloc déformable

Pas de temps suivant

FIGURE D.1: Cycle de calcul dans UDEC.
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Annexe D. Simulation discréte-continue : UDEC

Le tenseur de contrainte o;; est actualisé dans la phase de calcul de la loi de comportement.

Ensuite, en utilisant le schéma temporel des différences finies (voir Eq. [C.3)), la vitesse de
chaque nceud est calculée par :

A2 a2 {E} At (D.4)

1 1 m

D.2 Loi de comportement

D.2.1 Phase élastique

Le calcul des déformations et des contraintes avec une certaine loi de comportement est
fait pour des blocs déformables. Tout d’abord, le taux de déformation d’une zone est déduite
de I'information sur les vitesses des nceuds (voir Eq. [D.4). En prenant I’hypothese de petites
perturbations, le taux de déformation et rotation d’une zone sont définis par :

: l . .

€j = 5 (i) +254) (D.5)
.1

0ij = 5 (i) =) (D.6)

A partir de ces équations, I’incrément de déformation Ag; ; peut étre calculé facilement étant
donné le pas de temps du modele. La contrainte €lastique Acy; est ensuite calculée avec la
formule suivante :

Aoy = 0 AE] + 0 (AES + Ag5)
Acs = 1 AES + 0 (Ag] + A&S) (D.7)
ACS = o Ag§ + o (Ag] + Ag5)
avec !
oy = K+4G/3

o =K—2G/3 (D-8)

D.2.2 Phase plastique
Critere de rupture

Dans cette these, nous utilisons principalement le critere de cisaillement de Mohr-Coulomb,
défini par :

f*(0) = 61 — 63Ny +2¢/Ny (D.9)
avec
[ 1+sing
Ny = {—1 _Siw} (D.10)
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En outre, le critere de rupture en traction est aussi utilisé :
f'(o)=0"'—o03 (D.11)

ou o' est la résistance de traction.

Potentiel plastique

L’écoulement plastique non-associé en cisaillement dépend de 1’angle de dilatance v, ce qui
nous donne le potentiel plastique suivant :

I +siny

= 01 — 03N D.12
l—sinl[/} 01~ %3y ( )

g(o)=01—03 {

On peut remarquer que cette équation a la méme forme que le critere de rupture (Eq.[D.9), sauf
qu’elle fait intervenir un angle, ’angle de dilatance y, qui rend le mécanisme d’écoulement non

associé. La constante (i.e. : troisieme terme de I’Eq. est négligée car elle n’intervient pas

dans la définition de la direction de I’écoulement (défini par %).

Le potentiel plastique en traction est associé. Il est donné par :

g'(0)=—o03 (D.13)

Ecoulement plastique

La loi d’écoulement plastique est définie par :

: dg(o)
gh == (D.14)
g4 0 Oij
L’objectif est de déterminer le coefficient A qui représente I’amplitude de la déformation plas-
tique.

Pour la rupture en cisaillement, on peut calculer d’abord la dérivée de I’Eq. En injec-
tant cette dérivée dans I’Eq. [D.14] nous obtenons :

el =21°
el=0 (D.15)

On sait que la déformation peut étre décomposée en deux parties (élastique et plastique) :

N sl D e__p
Ej=&j+& & =¢&j—§; (D.16)

Puis, en injectant cette équation et I’Eq. [D.T15|dans I’Eq. cette derniere devient :
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Ao) = a1Ag + Otz(A&‘z —|—A83) - )Ls(ocl - OCzNw)
AC) = 01 A& + 0 (A€ +Agz) — A (0 — 0 Ny) (D.17)
Aoz = a1Ae; + (Xz(AEl + ASQ) — AS<—OC1N1,/ + 062)

C’est un incrément de contrainte pour une certaine discrétisation temporelle de temps. La
contrainte a un pas de temps actuel Gi’j est la somme de la contrainte existante et de cet incré-
ment.

1
En substituant le terme Ao;; (voir Eq.|D.17) dans cette équation, on obtient :
ol = ol —A%(a1 — uNy)
ol = ol — A% (a — uNy) (D.19)

0} =05 — A% (—ayuNy + o)

avec Gilj la contrainte élastique prédite (elastic guess) comme suivante :

ol = o174 + ajAe; + ap(Agy + Ags)
ol = 05 M + 01 A8) + i (A€f + A€S) (D.20)

ol = ol Y + a1 Aes + (A€ + AgS)

Maintenant, le coefficient A peut étre calculé. En imposant la contrainte actuelle o;; dans le

critere de plasticité f*(o7,03) = 0 et injectant I'Eq et[D.20] pour le cas 2D, ce coefficient
vaut :

AS — fS(Gll7 G3I> (D,21)
(a1 — Ny) — (= Ny + o) Ny
Avec la méme démarche, on peut calculer A/, ce qui vaut, apres développement :
(ol
ar= %) (D.22)
o

D.2.3 Discrétisation mixte aux neeuds

Dans un modele a déformation plane, le champ de déformation ne se caractérise, contraire-
ment au champ de contrainte que par deux directions principales. Dans un cas ou le systeéme
est caractérisé par une condition oedométrique, ce qui est le cas par exemple pour le remblai a
I’état initial pour un systeme mur-remblai, I’incrément de déformation volumique A€, peut Etre
excessivement petit. Ceci conduit a la sur-estimation de la pression dans les éléments dans la
phase plastique ; le phénomene est connu sous le nom "mesh-locking" [122].
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Pour éviter ce probleme, UDEC permet d’utiliser une technique appelée la discrétisation
mixte aux noeuds (NMD - nodal mixed discretization). La déformation et la contrainte sont
moyennées aux nceuds. Tout d’abord, le taux de déformation d’une zone est séparée en sa partie
isotrope et déviatorique.

Agij = é;j+ éz5ij (D.23)
Ensuite, "le taux de déformation volumique aux nceuds" é, est déterminé en calculant la
moyenne pondérée des zones alentours :

mo s
. =16Vz
—ym

Zzzl‘/z

avec : m le nombre de zones alentours, é, le taux de déformation des zones, V, le volume des
zones.

én (D.24)

Le taux de déformation volumique moyen d’une zone est ensuite calculé par :

d
Z é, — d = 3 (élément triangulaire) (D.25)

n=1

€; =

1
d

Enfin, le taux de déformation est redéfini comme suit :

Agl'j = é,‘j—f-gz&j (D.26)

La technique NMD est aussi appliquée dans le calcul des contraintes. La relation contrainte-
déformation volumique est d’abord exprimée sous la forme suivante :

6, =K(&" —e) =Ke”

—aP (D.27)

ou : K module de compressibilité, Z;m le taux de déformation volumique moyenne calculé avec
1’Eq.|D.25| é7 1a partie plastique du taux de déformation volumique et &7 le taux de la "pression
plastique" d’une zone.

Le premier terme a droite a été redéfini avec 1’Eq. [D.23] il ne reste que le deuxieme terme a
pondérer. On calcule la moyenne pondérée du taux de la pression plastique aux nceuds :

m P
o =10z Vz
O, = —Sm v
z

z=1

(D.28)

Le taux de pression d’une zone est enfin moyennée selon le nombre de noeuds correspondant :

., 14
65 =7 Z 6P — d = 3 (élément triangulaire) (D.29)

n=1
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() Neeuds

@ @ @ Contact coin-plan

L L L Longueur associée
1 2 3 aux contacts

|D1| D2 | Domaine

FIGURE D.2: Contact et domaine entre deux blocs déformables.
Alors, la version modifiée de I’Eq. est comme suit :

- ptor P
6, =Ke¢, —o,

(D.30)
Pour conclure, il faut noter que la déformation et la contrainte modifiées par la technique
NMD (voir Eq. et[D.29) n’interviennent que dans I’état dilatant/contractant.

D.3 Loi de contact

La loi de joint de Coulomb est la loi utilisée par défaut. Il s’agit d’une loi élastique parfaite-
ment plastique. On a alors besoin de définir deux rigidités, normale et tangentielle, au plan de
contact. Elle ressemble a la loi de contact linéaire de PEFC2D qui relie la force et le déplacement,
pourtant ici cette loi relie la contrainte au déplacement. La Figure [D.2]illustre les contacts entre
deux éléments déformables. Trois contacts coin-plan (voir partie[3.2) sont créés le long de I’in-
terface bloc-bloc. Lorsque deux blocs sont en contact, on appelle domaine le domaine séparant
deux points de contacts d’un méme bloc impliqués dans le contact. La largeur totale de chaque
contact est alors définie comme la moitié de chaque domaine impliqué (Figure[D.2)). La région
de contact limitée par la largeur L, L, et L3 est appelée "joint". La contrainte dans le joint est
la force de contact exercée sur cette largeur.

L’incrément de la contrainte normale Ao, et de la contrainte tangentielle A7; sont définies :

Ao, = —k,Auy, (D.31)

AT; = —ktAI/tt (D32)

avec : k, la rigidité normale et k; la rigidité tangentielle du joint.
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La résistance au cisaillement est déterminée par deux parametres mécaniques : ¢ I’angle de
frottement et ¢ la cohésion :

|T| =c+ o, tang (D.33)

D.4 Pas de temps critique

Pour le cas d’un systeme non-amorti, calculé par une approche aux différences finies de
deuxieme ordre, le pas de temps critique suit la méme formulation donnée par I’'Eq.[C.16

T, mi
Arl. = E” =2, /7 (D.34)

Avec : m; la masse associée a un nceud et k; la rigidité maximale des éléments autour du nceud.

Dans UDEC, la rigidité k; est estimée par :

ki = Z(kz—l—kj) (D.35)

Le parametre k, représente la rigidité des éléments (zones) connectés au nceud i. Elle est
estimée par :

8 4 b*
k;=—(K+-G)-2& (D.36)
e 3( 3 >hmln

avec : byax la longueur maximale de bord des éléments, Ay, 1a hauteur minimale des éléments
triangulaires.

Le deuxieme parametre k; existe uniquement aux limites d’un bloc, sa valeur est égale au
produit de la rigidit¢é maximale du joint (soit normale soit tangentielle) et la somme de la lon-
gueur de deux bords adjacents.

UDEC estime aussi le pas de temps critique avec la formule suivante, représentant le dépla-
cement relatif entre blocs :

A2, —FS.2, | Zmin (D.37)

crit k
max

ou : FS le facteur de sécurité (par défaut il vaut 0,1), m,,;, la masse minimale d’un bloc dans le
systeme et k,,, la rigidité maximale du joint.

2

La valeur finale du pas de temps critique est la valeur la plus faible entre Atclrit et ArZ ..
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Annexe E

Description de joints : 3DEC

La formulation de la loi de comportement, les équations du mouvement et la loi de contact
de 3DEC suit principalement la démarche donnée dans I’ Annexe |D} Cette annexe concerne sur
la technique de recherche de contact dans 3DEC. Prenant un exemple d’un cas de deux cubes
en contact : bloc A et bloc B. Une technique de detection brute doit comparer tous les coins
(c), bord (b) et face (f) de chaque cube. En utilisant, I’Eq. le nombre de test requis pour le
contact de deux cubes s’éleve a 676 tests.

n=(ca+ba+ fa)(cg+bp+ fp) (E.1)

Pour éviter cette comparaison directe, le logiciel 3DEC introduit le concept de plan-commun.
L’idée est que 3DEC va créer un plan fictif entre bloc representant une surface moyenne d’inter-
face de deux blocs. Ce plan-commun est défini par un point de référence et un vecteur normal
d’une surface. La Figure[E.T]illustre I’emplacement du plan commun dans I’interface entre blocs
(cas 2D). A I’aide de ce plan, la détection de contact est faite en comparant le contact entre les
nceuds de chaque bloc avec ce plan-commun. Si les deux blocs touche le plan-commun, alors
le contact existe entre deux blocs. Le nombre de test requis est simplement le nombre totale de
coins de deux blocs testés (voir Eq. [E.T)). Le tableau [E.T|resume le type de contact dans 3DEC
en fonction du nombre de contact entre des sommets de blocs et le plan-commun.

n=cp+cg (E.2)

Des contacts modélisés par 3DEC sont déformables. L’enjeu de la loi mécanique dans 3DEC
est fait actuellement dans des sous-contacts d’un contact. Ces sous-contacts sont automatique-
ment crées dans des nceuds de faces d’un bloc ce qui sont en contact avec le plan-commun.
Comme le plan-commun est en contact avec les faces de deux blocs en contact, ces sous-contacts
sont formés dans les deux cotés de plan-commun. Ensuite, le logiciel traite ces deux ensembles
de sous-contacts comme des ressorts en parallel. Autrement dit, la force repulsive de deux bloc
en contact est égal a la somme des forces de sous-contacts.

Figure montre une illustration de deux blocs en contact. Le gros bloc en bas est fixé.
Le systeme est puis stabilisé sous gravité. Entre ces deux blocs, le logiciel 3DEC établit qu’un
seul contact classifié comme le contact face-face. Dans ce contact, 3DEC crée 8 sous-contacts :
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plan-commun
Bloc 2

Bloc 1

F1GURE E.1: Plan commun dans I’interface de deux blocs (cas 2D).

TABLE E.1: Type de contact dans 3DEC selon le nombre de coins de chaque bloc en contact
avec le plan-commun.

Nombre de contact Tvpe de contact
Plan commun - Bloc A \ Plan commun - Bloc B yp
0 0 null
1 1 coin-coin
1 2 coin-bord
1 >2 coin-face
2 1 bord-coin
2 bord-bord
2 >2 bord-face
>2 1 face-coin
>2 2 face-bord
>2 >2 face-face
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H H

E E
s Bloc 2

Bloc 1
F \1 F
plan-commun
a I’intermédiaire
() (b)

FIGURE E.2: Sous-contacts entre deus cubes en contact.

4 sous-contacts entre le bloc 1 et le plan-commun et 4 sous-contacts entre le bloc 2 et le plan
commun (voir Figure [E.2b). Comme 3DEC considére que ces deux groupes de ressorts sont
parallel, le poids de petit bloc est alors la somme de force de 8 sous-contacts.
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Annexe F

Changement d’echelle

Dans le chapitre [2] nous avons modélisé le remblai par des grains discrets. On peut alors
définir des variables statiques ou cinématiques a I’échelle micro (du contact) comme les forces
de contacts, la vitesse des grains. A partir de ce champ local, on peut définir a 1’échelle macro
des champs de contrainte et de déformation en utilisant une technique de changement d’échelle.

F.1 Déformation

On peut distinguer deux groupes de techniques pour obtenir les macro-déformations [[13] :

— Déformation basée sur un domaine équivalent-continu. Par cette technique, I’ensemble des
grains discrets est remplacé par un réseau équivalent-continu. Ceci peut €tre construit sur
la base des vecteurs branches [11]], des vecteurs de contacts ou des boucles de particules
en contact [[124]]. Ensuite, connaissant 1’état de ce réseau pour deux pas de calcul (deux
stades de structuration du milieu), la déformation de chaque entité du réseau peut étre
calculée.

— "Best-fit" déformation. Cette approche produit un champ de déformation approché issu
de la résolution d’un systéme d’équations (autant d’inconnues du tenseur de déformation
que de points pour lequel le déplacement par unité de longueur est connu) traduisant le
déplacement caractéristique d’un systeme. Les points suivis peuvent étre par exemple le
déplacement du centre des disques, le mouvement des contacts.

Une technique "best-fit" proposée par P.A. Cundall est utilisée ici ; elle est directement inté-

grée dans le logiciel PFC2D [81]]. La déformation calculée par cette approche est définie par les
centres des particules ; cette technique est alors valide quelle que soit la forme des grains.

Tout d’abord, le déplacement des centres des particules s’écrit :
du,- = I/l,'Jde (Fl)

avec : u; le vecteur de déplacement, x; le vecteur de position et ; ; le tenseur gradient de dépla-
cement.

157



Modélisation du mur de soutenement en pierre seche par une approche discrete

La décomposition du tenseur u; ; donne les tenseurs de déformation e;; et de rotation @;.

ujj = eij+ Wjj (F2)
ou :
1
eij = 5 (uij+uj;) (E3)
1
;) = 5 (ui.j—uji) (F4)

Ici seules les vitesses instantanées dv; des grains sont connues et on a en fait uniquement
acces au taux de déformation. Les taux de déformation et de rotation sont définis par :

1
¢ij = 5 (vij+vji) (E5)
1
;j = 5 (vij = vji) (F.6)

Le calcul de la déformation (ou plus précisément du taux de déformation) est réalisée au
niveau d’un domaine de mesure que 1’on s’est défini. On donne ici la démarche de calcul du
champ de déformation du domaine de mesure qui est identique a celle utilisée pour calculer le
champ du taux de déformation.

Tout d’abord, le déplacement et la position moyenne des grains sont donnés par :

ul
u; — .
Ng
y
— Ng (F 8)
X; = .
Ng
Ensuite, le déplacement et la position relative des grains individuels sont calculés :
i =uf —u; (F.9)
H=xf-x (F.10)
Le déplacement relatif individuel du grains @ est supposé suivre la relation :
ﬂ‘lg = a,-jif' (E11)

ou o;; est le tenseur gradient de déplacement.
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Il existe cependant toujours une différence entre la valeur réelle du déplacement relatif et du
déplacement relatif prédit par le terme a droite de cette équation.

7 — 0% £ 0 (F.12)

L’approche "best-fit" cherche alors le gradient de déplacement qui minimise la quantité Z
définie par :

z=Y | — 0| (F.13)
N,

Cette équation est minimale quand 5 2= 9Z ), Apres développement, la résolution du probleme
Oij

fait alors intervenir les quatre équatlons suivantes :
~8 =8
ngxg ngxg ‘ Zu X

;1 _ f
ngxg ngxg {an}_ Zﬁgfg —i=1,2 (F.14)

Une fois le tenseur gradient de déplacement ¢;; déterminé, 1'Eq. [F:3)) permet de trouver le
tenseur de déformation.

F.2 Contrainte

De maniére similaire au calcul du tenseur de déformation, le calcul du tenseur de contrainte

peut étre fait :

— A travers des cellules equivalent-continu. Chaque cellule est classiquement délimitée par
une certaine technique de tesselation (e.g. : Dirichlet, Laguerre). Le champ de contrainte
est calculé en connaissant les forces s’exercant sur ces cellules.

— En faisant une homogénéisation dans un certain domaine de mesure.

Le logiciel PFC2D propose un calcul de contrainte dans un cercle de mesure, en utilisant
une technique d’homogénéisation. Nous avons utilisé cette formulation dans des rectangles de
mesure de la partie 2.3 de ce travail.

La contrainte moyenne dans un volume de mesure V est définie par :

1
6,']' = V/G,'jdv (FlS)
%

Pour un volume comportant un certain nombre de grains N,, la forme discrétisée de cette
équation est :

Gij= —Zag v (F.16)
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La contrainte supportée par chaque grain peut tre définie par :

u VG/{ XiOkj) k Xinj,k}dVG (F.17)

Puis en appliquant le théoréeme de Gauss :

1 1
ng _VG /(xinj)l’lde— E /X,'ij’deG

S VG
1 1 G F.18
VG /xltJdS VG /X,'ijykdv ( )
S VG
=(Lijh + (Lij)2

avec 1; le vecteur contrainte sur I’élément de surface dS.

Le premier terme (/;;); de cette équation représente le vecteur contrainte #; s’exergant sur la
surface du grain. Il peut étre remplacé par la forme discrétisée suivante :

(Tijh = WZXfFjC (F.19)
ou x; est le vecteur position d’un contact et F; la force de contact.

Cette équation est décomposée plus loin sous la forme suivante :
(lij)1 = VGZ{x + (xf —xf) } FY (F.20)

avec x? le vecteur position d’un grain.

Pour le deuxieme terme (/;;)», en admettant que le chargement s’effectue en condition quasi-
statique :

Orjxt+pgi=0 (F21)
alors :
1
()2 =~ [ wonxav® = 5 [ xitpg)ave (F22)
VG VG

En combinant I’Eq. et 'Eq.|[F.22] I'Eq. devient :

B 1 e, 1 G
G = GZ X —x)Ff + 9 y6 LA F] +—G/xi(PgJ)dV (F.23)
v VeR veJ
¢ Vv

Comme remarqué par Bagi [[12], dans I’état d’équilibre, le deuxieme terme sous I’accolade
(force des contacts résultante au centre du grain et le poids de grain) est égal a zéro. L’Eq. [F.16|
s’écrit alors :
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— 1 , :
O;j = VZZ(%C _xf)ch (F24)
N, N,

Dans un systeme composé de disques/clusters avec une porosité statistiquement uniforme,
le volume de mesure V est défini par :

LVeE
Ng
V =

(F.25)

1—n

Enfin la contrainte dans un volume de mesure est calculé comme suit :

_ 1—
Gij = Z—VZ {me —x‘f)FJC} (F.26)
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